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Kurzfassung
Supraleiter halten immer mehr Einzug in technische Anwendungen. Die Niedertemperatur-
supraleiter (NTSL) dominieren hierbei immer noch den Markt, beispielsweise für Kernspin-
resonanzspektroskopie (NMR) und Magnetresonanztomographie (MRT). Mit den Hochtem-
peratursupraleitern (HTSL) eröﬀnen sich jedoch neue Möglichkeiten, die aufgrund der inten-
siveren und kostspieligeren Kühlung der NTSL bisher noch uninteressant waren. Nichtsde-
stotrotz müssen auch HTSL gekühlt werden, was bedeutet, dass zwischen Umgebungs- und
Anwendungsniveau stets ein Temperaturgradient vorhanden ist. Nach Fourier wird durch je-
de Temperaturdiﬀerenz ein Wärmeﬂuss erzeugt. In welchem Umfang die Wärme speziell in
Festkörpern ausgetauscht wird, bestimmt die Wärmeleitfähigkeit. Solange es noch keine Supra-
leiter bei Raumtemperatur gibt, beeinﬂusst die Wärmeleitfähigkeit das Wechselspiel zwischen
Supraleiter und Umgebungsmaterialien.
Um die hohe Stromtragfähigkeit der Supraleiter beispielsweise in Magneten oder in der
Energieübertragungstechnik zu nutzen und die Leiter im Falle eines Quenches zu schützen,
müssen die Supraleiter in Form von Kompositleitern realisiert werden. Das bedeutet, dass ne-
ben der Supraleiter-Komponente ein gut leitendes Metall angeordnet sein muss. Es stellt sich
die Frage, wie groß die Wärmeleitfähigkeit dieser Kompositleiter ist. Literaturdaten sind nur
bei hohen Temperaturen von nutzen, da dort die Wärmeleitfähigkeit unabhängig von der Rein-
heit der Materialien ist. Bei kryogenen Temperaturen ist eine Ableitung aus Literaturdaten,
sofern diese bei tiefen Temperaturen überhaupt zur Verfügung stehen, nicht mehr möglich,
da aufgrund unterschiedlicher Reinheit die Wärmeleitfähigkeit um mehrere Größenordnungen
variieren kann. Außerdem kann bei der Herstellung der Kompositstruktur der Reinheitsgrad
einzelner Metallkomponenten signiﬁkant verändert werden, wenn diese in direktem Kontakt
mit anderen, reaktiven Komponenten sind. Nur die Messung der Wärmeleitfähigkeit an Kom-
positleitern selbst kann eine Aussage liefern, wie sich der Supraleiter bei thermischen Störungen
oder in transienten Betriebzuständen verhält.
In der vorliegende Arbeit wird deshalb die Wärmeleitfähigkeit supraleitender Komposit-
strukturen eingehend untersucht. Eine Messapparatur wurde in Betrieb genommen, die, ba-
sierend auf der Axialen-Wärmeﬂuss-Methode, erlaubt die Wärmeleitfähigkeit im Bereich 4 K
bis 300 K zu messen. Mit den erzielten Messergebnissen lässt sich das transiente Verhalten
der Komposit-Supraleiter detailliert simulieren. Es wird deutlich, dass auch HTSL nur in
Form von Kompositleitern technisch relevante Ströme tragen können. Das Stabilitätsverhal-
ten der HTS-Kompositleiter ist im Vergleich zu den NTSL-Kompositen jedoch ein anderes.
HTS-Kompositleiter können aufgrund der höheren Wärmekapazität inhärent stabil betrieben
werden und gehen nur für außergewöhnliche Störungen in die Normalleitung über. Durch
die geringe Wärmeleitfähigkeit gemeinsam mit der hohen Wärmekapazität bei Temperaturen
oberhalb von 50 K sind in diesem Fall jedoch besondere Schutzvorkehrungen notwendig. Die
Wärmekapazität ist unabhängig vom Herstellungsprozess, d.h. Literaturdaten können verwen-
det werden, wohingegen die Wärmeleitfähigkeit experimentell zu bestimmen ist.
Abstract
Superconductors become more and more relevant for technical applications. The low-temp-
erature superconductors (LTS) still dominate the market, e.g. in nuclear magnetic resonance
(NMR) and magnetic resonance imaging (MRI). But there are new possibilities with high-
temperature superconductors (HTS), which have not been attractive before, because of the
intensive and expensive cooling required for LTS. Nevertheless HTS also need cooling and
consequently there is a temperature gradient from the environment to the application. Fou-
rier's law states that any temperature diﬀerence generates a heat ﬂux. The extent of heat
ﬂowing in condensed matter is conditioned by the thermal conductivity. As long as there is no
superconductivity at room-temperature, the thermal conductivity will be closely linked with
the superconductors and their surrounding materials.
To proﬁt by the high current density of superconductors, e.g. for magnets or power trans-
mission and to protect the conductor in the case of a quench, the superconductors have to be
realised in the shape of composite structures, i.e. the superconductor has to be positioned next
to a well conductive metal. Thus the knowledge of the thermal conductivity of the composite
is mandatory. Data from literature are only applicable for high temperature, because in this
temperature range the thermal conductivity is independent of the purity of the matter. At
cryogenic temperature the data are rare and a deduction from literature is no longer valid,
because the thermal conductivity can vary more than one order of magnitude with varying pu-
rity. Furthermore the manufacturing process of the composite can change the purity of single
components signiﬁcantly by the reaction between a reactive component and an adjacent pure
metal. Only the measurement of the thermal conductivity of the composite itself can provide
a prediction of the behaviour of the superconductor for thermal disturbances or at transient
operating states.
This thesis will examine the thermal conductivity of superconducting composites in detail.
The choosen measurement system uses the axial-heat-ﬂow method and it is able to measure
the thermal conductivity from 4 K to 300 K. The measured results allow the simulation of
the transient thermodynamic behaviour of the composite in detail. Obviously, HTS can only
conduct current in a technical manner if they are built as composite structures, because the
conductor has to be protected during a quench. The issue of stability of HTS-composites
is rather diﬀerent from the one of LTS-composites. HTS-composites are inherently stable,
because at higher temperature the thermal capacity is higher. They only transit to the normal
conducting state if there is an extreme disturbance. But if this is the case, the HTS has to
be protected actively, because at temperatures above 50 K the thermal conductivity is low
together with high speciﬁc heat. The speciﬁc heat is independent from the manufacturing
process and therefore literature data can be used, but the thermal conductivity still has to be
determined experimentally.
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11 Einleitung
Supraleitende Systeme halten immer mehr Einzug in unterschiedlichste Anwendungen. Hierbei
reicht das Feld von messtechnischen Anwendungen in der Forschung (SQUIDs, Mikroelektro-
nik) über neue Betriebsmittel für die Stromversorgungstechnik (Strombegrenzer, Transfor-
matoren und Motoren) bis hin zum Bau von Magnetfeldspulen für Höchstfeldanwendungen
(NMR, MRI), für Großexperimente (LHC-Beschleuniger, KATRIN) und Kernfusionsanlagen
(ITER) [1]. Die Niedertemperatursupraleiter (NTSL), wobei mit nieder der Temperaturbe-
reich unterhalb etwa 20 K gemeint ist, dominieren z.Z. weiterhin die supraleitenden Anwen-
dungen. Die sogenannten Hochtemperatursupraleiter (HTSL) treten allmählich aus der Phase
der reinen Forschung und Entwicklung in den Bereich der Anwendungen [2]. Nichtsdestotrotz
erfordern auch diese Hoch-temperatursupraleiter, mit kritischen Temperaturen im Bereich
um 100 K, eine Versorgung mit ausreichender Kühlleistung. Fragen der Stabilität supralei-
tender Systeme und deren Schutz vor thermischer Zerstörung im normalleitenden Zustand
sind weiterhin von essentieller Bedeutung. Der Wärmetransport nimmt in Supraleitern eine
zentrale Rolle ein.
Da die Wärmeleitfähigkeit direkt ein Maß für den Wärmeﬂuss von der warmen Umgebung
zumeist bei Raumtemperatur hin zur kryogenen Anwendung ist, wird ihre Bedeutung für
jegliche kryogene Anwendung oﬀensichtlich. Hierbei sind nicht nur Isolationsmaterialien von
Bedeutung, um die unterschiedlichen Temperaturniveaus zu trennen, sondern gerade in Bezug
auf Supraleiter sind auch gut wärmeleitende Materialien von Interesse, um den Supraleiter sta-
bil betreiben zu können. Die Wärmeleitfähigkeit ist bekanntermaßen eine starke Funktion der
Temperatur, speziell bei Temperaturen unterhalb von 100 K, weshalb es keinesfalls ausreichend
ist, Literaturwerte für die Wärmeleitfähigkeit zu nutzen, da diese oftmals keine Temperatur-
abhängigkeit berücksichtigen bzw. die Temperatur, bei welcher der vorliegende Wert gemessen
wurde, nicht mit angegeben ist. Gute wissenschaftliche Quellen wie z.B. [3, 4] geben selbstver-
ständlich die Messtemperatur und auch die Zusammensetzung der jeweiligen Probe an. Um
Literaturwerte für eine Anwendung nutzen zu können, sollte insbesondere bei Metallen die Zu-
sammensetzung der Messprobe mit der des gewünschten Werkstoﬀes übereinstimmen. Dies ist
meistens nicht der Fall, was die verfügbare Datenmenge an Wärmeleitfähigkeits-Temperatur
Kurven weiter einschränkt.
Die Messung der Wärmeleitfähigkeit bei kryogenen Temperaturen ist deshalb unumgäng-
lich. Sie stellt den Hauptteil der Arbeit dar. Anhand der gemessenen Daten und mit Hilfe
von FEM-Simulationen, werden die Wärmeleitungsmechanismen in supraleitenden Komposit-
systemen deutlich. Mit Fokus auf die z.T. neu entwickelten HTSL-Kompositsysteme, können
somit Aussagen und Kriterien für deren stabilen Betrieb getroﬀen werden, was das Ziel der
vorliegenden Arbeit ist.
Im weiteren Verlauf dieser Einleitung wird deshalb der Einﬂuss der Wärmeleitfähigkeit auf
die Stabilität supraleitender Systeme zunächst dargelegt. Anschließend wird in Kapitel 2 die
mikroskopische Theorie der Wärmeleitfähigkeit von Metallen, Legierungen und Supraleitern
skizziert und anhand exemplarischer Messungen belegt. Die Messmethode und ihre experi-
mentelle Realisierung wird in Kapitel 3 und 4 erklärt. Die Messergebnisse an unterschied-
lichen Supraleiterkompositsystemen, werden in Kapitel 5 präsentiert. Zunächst wird mittels
Messungen an Magnesiumdiborid-Drähten (MgB2) ein einfaches Modell paralleler Wärmewi-
derstände demonstriert. Für die beiden folgenden Kompositsysteme, ein Y Ba2Cu3O7−δ (kurz
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Abbildung 1: Lichtmikroskopaufnahme des Querschliﬀs eines Supraleiterkompositsystems: von
innen nach aussen folgen MgB2, Nb, Cu und eine Monelhülle.
YBCO)- und ein Bi2Sr2Ca2Cu3O10 (kurz BSCCO)-Bandleitersystem, wird deutlich, dass
die Skalierung der einfachen, parallelen Komponenten versagt und zusätzliche Eigenheiten
berücksichtigt werden müssen. Speziell für das BSCCO Bandleitersystem werden auch Wär-
meleitfähigkeitsmessungen in zur Bandebene normalen Richtung durchgeführt. Der anisotrope
Aufbau des Bandes wird oﬀensichtlich und der Tensorcharakter der Wärmeleitfähigkeit muss
berücksichtigt werden. Diese Messungen und die zugehörigen FEM-Simulationen in Kapitel 6
erlauben die angestrebten Aussagen über die Stabilitätskriterien des Supraleitersystems.
1.1 Bedeutung der Wärmeleitfähigkeit in Kompositsupraleitern
Die meisten, der im oberen Abschnitt genannten Anwendungen haben gemeinsam, dass die
verwendeten Supraleiter - egal ob Nieder- oder Hochtemperatursupraleiter - stabilisierte Kom-
positsysteme sind. Dies bedeutet, dass neben dem Supraleiter stets ein normalleitendes Metall
parallel angeordnet ist. Abb. 1 zeigt zur Verdeutlichung den Querschliﬀ eines MgB2- Kompo-
sitdrahtes. Der Verbund wird hier aus vier Komponenten zusammengesetzt: der supraleitende
Kern ausMgB2, eine Diﬀusionsbarriere aus Niob, das elektrisch und thermisch stabilisierende
Kupfer und eine kompaktierende Hülle aus Monel. So kann im Falle, wenn der Supraleiter in
die Normalleitung übergeht, der Strom über einen niederohmigen Parallelwiderstand ﬂießen
und die Joulesche Erwärmung im Supraleiter auf ein erträgliches Maß reduziert werden. Der
Grund für diese Schutzeinrichtung liegt in der Tatsache, dass der speziﬁsche Widerstand - so-
wohl elektrisch als auch thermisch - eines Supraleiters in Normalleitung sehr viel höher ist als
der eines reinen Metalls, wie z.B. Kupfer oder Silber. Eine lokale normalleitende Zone im Su-
praleiter würde sich ohne ausreichende Kühlung aufgrund der weiteren ohmschen Erwärmung
unaufhaltsam ausbreiten; diesen Vorgang bezeichnet man als Quenchen des Supraleiters. Folg-
lich ist ein Supraleiter ohne parallele, metallische Phase nur unter starken Einschränkungen
anwendbar [5, 6, 7, 8, 9]. In den folgenden Abschnitten wird dieser Sachverhalt ausführlich
diskutiert und der Einﬂuss der Wärmeleitfähigkeit auf die Stabilität des Supraleiters herausge-
arbeitet. Zunächst werden in Abschnitt 1.1.1 die kritischen Parameter für den Phasenübergang
von Supraleitung in Normalleitung erläutert. Speziell die Eigenschaft der Stromtragfähigkeit
führt zum Modell des kritischen Zustandes [7, 8]. Mit der Deﬁnition der minimalen Propaga-
tionszone nach [10] in Abschnitt 1.1.3 wird der Einﬂuss der Wärmeleitfähigkeit oﬀensichtlich.
Einschließlich der Theorie der Wärmeleitung in Supraleitern und in Metallen, wie sie in Kapi-
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Abbildung 2: Schematische Darstellung der kritischen Grenzﬂäche eines Supraleiters, wobei
die Krümmung (hier linear) der gezeigten Kurven J (T=0, B) und J (T, B=0), und folglich
auch die Krümmung der eingeschlossenen Fläche keinesfalls einheitlich für alle Supraleiter ist.
tel 2 gezeigt wird, wird abschließend deutlich, dass für eine zuverlässige Funktionsweise eines
Supraleiters, dieser in der Regel ein Komposit, mindestens bestehend aus Supraleiter und
einem sehr gut leitenden Metall, sein sollte.
1.1.1 Elektrische Stabilität des supraleitenden Zustandes
Der Übergang von Supraleitung in Normalleitung ist durch drei Größen bestimmt: die Tem-
peratur T , das Magnetfeld B1 und die Stromdichte J . Eine weitere Abhängigkeit speziell
bei Anwendungen, nämlich der Einﬂuss mechanischer Spannungen, soll hier vernachlässigt
werden. Ein Leiter ist genau dann supraleitend, wenn ein Satz dieser drei Variablen die jewei-
ligen kritischen Werte nicht überschreitet, wobei die kritischen Werte wiederum voneinander
abhängen. Anschaulich kann man sich eine gekrümmte Fläche im drei-dimensionalen Phasen-
raum vorstellen, die die Grenze von Supraleitung zu Normalleitung markiert und deshalb auch
kritische Fläche genannt wird. Abb. 2 zeigt schematisch ein solches Phasendiagramm, wobei
die Schnittkurven der kritischen Fläche mit den Koordinatenebenen und die Phasengrenzen
mit konstanter Temperatur gezeigt sind. Alle Punkte die unterhalb dieser Fläche im Raum
liegen, stellen supraleitende Zustände dar. Die Gründe für den Übergang von Supraleitung
in Normalleitung in Bezug auf die drei genannten kritischen Größen werden in den folgenden
Unterabschnitten grob skizziert. Für eine detaillierte Darstellung wird auf [8, 11, 12] verwiesen.
Kritische Temperatur Dass die Temperatur die Supraleitung begrenzt, ist allgemein be-
kannt. Erst durch die Möglichkeit sehr tiefe Temperaturen durch Verﬂüssigung von Helium
dauerhaft zu erzeugen, war Kamerlingh Onnes 1911 in der Lage die Supraleitung überhaupt zu
entdecken. Ab einer gewissen Grenztemperatur kondensieren Ladungsträger zu so genannten
1Im Bereich der angewandten Supraleitung ist es üblich die magnetische Induktion B zur Beschreibung
eines Magnetfeldes H zu benutzen.
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Tabelle 1: Kritisches Magnetfeld Bcth (0) und kritische Temperatur Tc für ausgewählte Supra-
leiter erster Art, aus [8].
Supraleiter kritisches Magnetfeld Bcth (0) kritische Temperatur Tc
[mT] [K]
In 28,7 3,41
Sn 30,9 3,72
Hg 41,2 4,15
Ta 82,9 4,48
Pb 80,4 7,18
Cooperpaaren, die die Vermittler der Supraleitung sind. Für Temperaturen oberhalb dieser
kritischen Temperatur reicht die thermische Energie aus, diese Cooperpaare aufzubrechen.
Kritische Magnetfelder Um den Einﬂuss des Magnetfeldes als begrenzende Größe zu er-
fassen, müssen die supraleitenden Materialien weiter unterteilt werden. Man unterscheidet
Supraleiter erster Art, auch Typ I-Supraleiter genannt und zweiter Art, Typ II-Supraleiter.
Supraleiter erster Art zeigen neben der Charakteristik als idealer Leiter auch die Eigenschaft
des idealen Diamagnetismus. Ein äußeres Magnetfeld wird aus dem Supraleiter verdrängt. Die-
ser Eﬀekt wurde von Meissner und Ochsenfeld 1933 entdeckt. Hierfür ﬂießt ein Abschirmstrom
in der Oberﬂächenschicht des Supraleiters bis zu der sogenannten Eindringtiefe. Übersteigt das
äußere Feld einen kritischen Wert, reichen die Abschirmströme nicht mehr aus und das Feld
dringt in den Supraleiter ein, dieser geht folglich in Normalleitung über. Der funktionale Zu-
sammenhang zwischen diesem unteren kritischen Feld Bc bei einer beliebigen Temperatur T
kann durch eine Parabel angenähert werden:
Bc (T )
Bcth (0)
= 1−
(
T
Tc
)2
(1)
wobei Tc die kritische Temperatur für B = 0 ist und Bcth (0) das maximale thermodynamische
kritische Feld für die hypothetische Temperatur T = 0. Aus Tabelle 1, die typische Werte
für Bcth (0) für verschiedene Supraleiter erster Art zeigt, wird ersichtlich, dass mit diesen
Materialien keine Magnete gebaut werden können, da erreichbare Felder im Bereich weniger
Millitesla liegen.
Supraleiter zweiter Art zeigen nur unterhalb der kritischen Größe Bc1 idealen Diamagnetis-
mus. Oberhalb dieses Wertes dringen magnetische Flussschläuche in den Supraleiter ein, was
zuerst theoretisch 1957 von Abrikosov [13] vorhergesagt und 1967 von Essmann und Träuble
[14] experimentell gezeigt wurde. Im Bereich der Flussschläuche ist der Supraleiter normal-
leitend, ansonsten supraleitend, weshalb man diesen Zustand auch als gemischten Zustand
oder Shubnikov-Phase bezeichnet. Ein Typ II-Supraleiter kann nur eine begrenzte Anzahl an
Flussschläuchen aufnehmen. Ist die Distanz zwischen zwei Flussschläuchen geringer als die
Kohärenzlänge der Cooperpaare, wird die Supraleitung zerstört. Die Grenze dieses Magnet-
feldes wird oberes kritisches Feld Bc2 bezeichnet. Sie liegt deutlich höher als die des unteren
kritischen Feldes wie in Abb. 3 schematisch zu sehen ist. Es sind in diesem Phasendiagramm
alle drei möglichen Zustände eines typischen Supraleiters zweiter Art gekennzeichnet. In Ta-
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Abbildung 3: Phasendiagramm eines Typ II-Supraleiters.
Tabelle 2: Kritische Temperatur Tc, oberes kritisches Magnetfeld Bc2 sowie Irreversibilitäts-
feld Birr für harte Supraleiter zweiter Art, aus [2].
Supraleiter kritische Temp. oberes krit. Magnetfeld Irreversibilitätsfeld
Tc [K] Bc2 [T] bei 4 K Birr [T] bei 4 K
NbTi 9 12 10,5
Nb3Sn 18 27 24
MgB2 39 15 8
YBCO 92 >100 5-7 (bei 77 K)
BSCCO 108 >100 ∼0,2 (bei 77 K)
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belle 2 sind beispielhaft Typ II-Supraleiter und das obere kritische Magnetfelder Bc2 bei 4 K
aufgeführt. Es ist klar zu erkennen, das Typ II-Supraleiter in deutlich höheren Magnetfeldern
noch supraleitende Eigenschaften zeigen und deshalb für Magnetspulen geeignet sind. Bei Ver-
gleich der beiden Tabellen 1 und 2 ist darauf zu achten, dass die Einheiten für Bcth und für
Bc2 in Millitesla bzw. in Tesla angegeben sind. Jedoch existiert eine weitere Einschränkung
des Magnetfeldes in Zusammenhang mit der Stromtragfähigkeit, welche zu dem sogenannten
Irreversibilitätsfeld Birr führt, welches letztlich die Grenze zum resistiven Bereich markiert.
Typische Werte für Birr sind der letzten Spalte in Tabelle 2 zu entnehmen. Im folgenden
Unterabschnitt wird darauf näher eingegangen.
Kritische Stromdichte Ein Supraleiter in der Meissner-Phase verdrängt den Strom aus sei-
nem Inneren. Dementsprechend kann auch kein Magnetfeld im Inneren herrschen. Die Strom-
dichte ist folglich auf die gleiche dünne Oberﬂächenschicht beschränkt wie das Eindringen
eines äußeren Magnetfeldes. Das durch einen Transportstrom erzeugte Magnetfeld und das
äußere Feld können addiert werden. Übersteigt die Summe den kritischen Wert Bcth oder Bc1
geht der Supraleiter in Normalleitung bzw. in den gemischten Zustand über [15]. Für einen
kreisrunden Leiter mit Radius R ist das erzeugte Magnetfeld BOb an der Oberﬂäche dieses
Drahtes proportional zum Transportstrom I:
BOb = µ0
I
2piR
(2)
Somit verhält sich der kritische Strom in seiner Temperaturabhängigkeit gleich dem kritischen
Magnetfeld, wie es in Relation (1) gegeben ist. Andererseits kann mit Gl. (2) vom kritischen
Feld Bcth bzw. Bc1 auf den kritischen Strom in der Meissner-Phase geschlossen werden. Für die
kritische Stromdichte darf jedoch nicht die gesamte Kreisﬂäche des Drahtes zugrunde gelegt
werden, sondern nur der Hohlzylinder mit Dicke der Eindringtiefe.
In Typ II-Supraleiter kann ein Magnetfeld in Form von Flussschläuchen eindringen und
somit auch ein Strom durch die gesamte Querschnittsﬂäche ﬂießen. Jedoch muss für die Be-
trachtung des kritischen Stromes zwischen einem idealen und einem harten Typ II-Supraleiter
unterschieden werden. Im idealen Supraleiter zweiter Art können sich die Flussschläuche un-
gehindert durch die Probe bewegen. Bereits ein geringster Transportstrom bewirkt zusammen
mit dem äußeren Feld eine treibende Lorentzkraft FL ∝ J × B, und da die Ladungsträger
innerhalb der Probe eingeschlossen sind, wandern die Flussschläuche durch die Probe und
erzeugen dabei Wärme. Ein idealer Typ II-Supraleiter ist oberhalb von Bc1 resistiv und die
kritische Stromdichte in diesem Bereich folglich gleich Null.
Erst durch das Festhalten der Flussschläuche an Kristalldefekten2 wird die Bewegung der
Flussschläuche verhindert und somit keine Energie dissipiert (Pinning). Diese harten Supra-
leiter zweiter Art sind für technische Anwendungen einsetzbar. Für Typ II-Tieftemperatur-
supraleiter ist die Stromtragfähigkeit durch die maximale Anzahl der Flussschläuche, die ein
Supraleiter aufnehmen kann, gegeben (Bc2), während für Hochtemperatursupraleiter (HTSL)
die Lorentzkraft gegen die konkurrierende Festhaltekraft (pinning force) ausschlaggebend ist.
Hier können, aufgrund der höheren Temperatur, thermische Fluktuationen einzelne Fluss-
schläuche los reißen. Das obere kritische Feld Bc2 markiert nicht mehr den Übergang in den
2Dies können sämtliche Defekte sein, wie z.B. der Einbau von Fremdatomen, Korngrenzen, Gitterfehler oder
Leerstellen.
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resistiven Bereich, sondern die sogenannte Irreversiblitätslinie Birr. Oberhalb dieser Linie kön-
nen die Flussschläuche wandern und Energie dissipieren, darunter werden sie festgehalten und
der Supraleiter kann die Stromdichte J ohne Verluste tragen. Der Name Irreversibilitätsfeld
gründet in der Tatsache, dass für eine Zu- bzw. Abnahme des äußeren Feldes die Magne-
tisierungkurve des Supraleiters unterhalb von Birr nicht reversibel durchfahren wird. Eine
funktionale Abhängigkeit der kritischen Stromdichte Jc dieser harten Typ II-Supraleiter ist
durch die empirische Formel
Jc =
c
B +B0
(3)
näherungsweise gegeben [16], wobei die Konstante c und B0 für jedes Material variiert, da
die Festhaltemechanismen zum einen sehr stark für unterschiedliche Materialien variieren und
zum anderen auch vom Herstellungsprozess abhängig sind. Ebenfalls empirisch bestätigt hat
sich eine mit steigender Temperatur linear abnehmende kritische Stromdichte, zumindest im
Bereich um Tc (siehe [7, 8]).
Es bleibt festzuhalten, dass nur harte Typ II-Supraleiter Transportströme in technisch re-
levanten Magnetfeldern verlustfrei tragen können. Auf die Anisotropie, speziell der Hochtem-
peratursupraleiter, die folglich unterschiedliche Abhängigkeiten in unterschiedlich orientierten
äußeren Magnetfeldern zeigen, wird hier nicht näher eingegangen. Ein Überblick für aktuell
verwendete HTSL wird in dem Übersichtsartikel von Larbalestier gegeben [2].
Selbst wenn ein Supraleiter nicht an der Grenze zur kritischen T-B-J Fläche (Abb. 2)
betrieben wird, kann durch kurzfristigen Wärmeeintrag, beispielsweise durch Bewegung des
Leiters aufgrund der Lorentzkraft, lokal die Temperatur so weit erhöht werden, dass ein klei-
ner Bereich des Leiters normalleitend wird. Die Ausmaße und die weitere Ausbreitung dieser
normalleitenden Zone sind entscheidend für das Quenchverhalten des Supraleiters. Die Ener-
gieerzeugung im normalleitenden Bereich und der Wärmeabﬂuss müssen bilanziert werden.
Hierbei ist die Kenntnis der Wärmeleitfähigkeit zwingend notwendig. Dies wird in den folgen-
den Abschnitten herausgearbeitet.
1.1.2 Modell des kritischen Zustandes
Ein entscheidender Punkt soll hier nochmals betont werden. Durch Überschreiten der kriti-
schen Temperatur und des oberen kritischen Magnetfeldes wechselt der Supraleiter abrupt
seinen Zustand von supraleitend in normalleitend, wohingegen bei Erhöhung der Stromdichte
über den kritischen Wert ein Typ II-Leiter sich weiterhin im supraleitenden Zustand beﬁndet,
jedoch durch das nun mögliche Flussschlauchwandern ein Widerstand existiert. Besteht der
Leiter aus einem Verbund aus einem harten Typ II-Supraleiter und einem (normal-) leitfähi-
gen Metall (Kompositleiter) kann der Strom in die Metallmatrix kommutieren. Das Modell des
kritischen Zustandes [7, 8, 17, 18] nimmt hierbei an, dass im Supraleiter, entsprechend seiner
Temperatur, genau die kritische Stromdichte ﬂießt und der restliche Anteil in die Metallma-
trix umverteilt wird. Diese Annahme ist gerechtfertigt, weil die Widerstand-Strom Kurve des
Kompositleiters einen extrem steilen Anstieg bei Jc bzw. Ic zeigt, wie schematisch in Abb. 4
dargestellt ist. Fließt ein Strom I < Ic so trägt der Supraleiter diesen komplett. Für I > Ic
wird der Strom aufgeteilt. Im Supraleiter ﬂießt der Strom Ic und im normalleitenden Metall
I − Ic. Die Spannung über der Parallelschaltung aus Supraleiter und Metall ergibt sich aus
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Abbildung 4: Schematischer Verlauf des Widerstandes eines harten Typ II-Supraleiters in
Abhängigkeit des Stromes.
dem (speziﬁschen) Widerstand des Metalles R und dem dort ﬂießenden Strom zu
U = R (I − Ic) (4)
Diese Spannung liegt ebenfalls am Supraleiter an, so dass dessen Widerstand sich zu U/Ic
ergibt. Wird der Strom weiter erhöht, wächst folglich die Spannung an und damit auch der
Widerstand des Supraleiters. Aufgrund der steilen Flanke in der Widerstand-Strom Kurve ist
dies mit einer minimalen Stromerhöhung im Supraleiter zu bewerkstelligen, bzw. wie es das
Modell des kritischen Zustandes annimmt, bleibt Ic konstant im Supraleiter.
1.1.3 Minimale Propagationszone (MPZ)
Eine thermische Störung kann kurzfristig die Temperatur lokal anheben und folglich Ic ver-
mindern. Hierbei spielt die Ausdehnung der entstehenden normalleitenden Zone eine wichtige
Rolle. Sie wird nach [10] minimale Propagationszone genannt.
Zuvor allerdings gilt es die Wärmeentwicklung in der normalleitenden Zone abzuschätzen.
Ist die kritische Stromdichte überschritten, so liegt ein elektrisches Feld E im betrachteten
Leiterelement an und elektrische Leistung wird in Wärme pro Volumeneinheit und Zeit um-
gesetzt. Dies kann durch folgende Funktion G beschrieben [7] werden
G = fJAE =
f2JAρ (JA − Jc (T ))
1− f (5)
wobei f der Flächenanteil des Supraleiters im Komposit ist und JA die Stromdichte der zu-
grunde liegenden Anwendung. Für das elektrische Feld E wurde Beziehung (4) in speziﬁscher
Form verwendet, wobei ρ der speziﬁsche Widerstand der Metallmatrix ist. Für die kritische
Stromdichte Jc (T ) kann ein linearer Verlauf, wie er in Abb. 5 gezeigt ist, angenommen werden
(siehe Abschnitt 1.1.1)
Jc (T ) = Jc,B
Tc − T
Tc − TB (6)
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Abbildung 5: Kritische Stromdichte als Funktion der Temperatur mit eingezeichneter Bad-
temperatur TB und Stromaufteilungstemperatur TG.
Hier ist TB und Jc,B die typische Betriebs- oder Badtemperatur bzw. die kritische Strom-
dichte bei diesem Wert. Da der Kompositsupraleiter mit der Stromdichte JA betrieben wird,
ist die zugehörige kritische Temperatur TG zu ermitteln, bei welcher sich der Strom in das
normalleitende Metall umverteilt. Mittels Strahlensatz und Gl. (6) kann die Funktion G in
Abhängigkeit der Temperatur formuliert werden
G (T ) =
f2JAρ
1− f
(
JA − JA Tc − T
Tc − TG
)
=
f2J2Aρ
1− f ·
T − TG
Tc − TG = Gc
T − TG
Tc − TG (7)
wobei Gc =
f2J2Aρ
1−f gilt. Wird der Leiter durch eine thermische Störung über den Wert TG
erhitzt, setzt folglich eine ohmsche Erwärmung durch die Stromumverteilung in das normal-
leitende Metall ein. Die Funktion G (T ) kann in drei Bereiche unterteilt werden:
1. T < TG: Der Strom ﬂießt komplett im Supraleiter, es ﬁndet keine ohmsche Erwärmung
statt.
2. TG < T < Tc: Der Strom wird vom Supraleiter in die Metallmatrix umverteilt, die
ohmsche Wärmeleistung nimmt linear mit der Temperatur zu.
3. T > Tc: Der Supraleiter ist normalleitend, der Strom ﬂießt ausschließlich in der Metall-
matrix und die ohmsche Erwärmung ist maximal.
Der Verlauf der Funktion G (T ) ist schematisch in Abb. 6 gezeigt. Wird nun eine Zone im
Kompositsupraleiter durch eine thermische Störung resistiv und erzeugt joulesche Wärme
nach Gl. (7), so stellt sich die Frage, ob die Wärmeentwicklung größer ist als die, durch
Wärmeleitung in longitudinaler Leiterrichtung, abgeführte Wärme. Die eindimensionale Wär-
meleitungsgleichung
C
∂T
∂t
=
∂
∂x
(
λ
∂T
∂x
)
+G (T ) (8)
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Abbildung 6: Ohmsche Wärmeleistung unterteilt in drei Bereiche, entsprechend der Stromum-
verteilung im Kompositsupraleiter.
ist zu lösen. Im stationären Zustand fällt der Term mit der speziﬁschen Wärmekapazität C
pro Volumen weg. Dies bedeutet, dass sich die resistive Zone in ihrer räumlichen Ausdeh-
nung nicht verändert, also weder wächst (Quench des Leiters) noch schrumpft (Rückkühlung
auf TB). Daraus folgt die Randbedingung T (xMPZ) = TG, also der Ort xMPZ an welchem
der Leiter vom ersten Bereich (keine ohmsche Erwärmung) in den zweiten Bereich (lineare
ohmsche Erwärmung) wechselt. Nimmt man weiter - hier der Übersichtlichkeit wegen - die
Wärmeleitfähigkeit als temperaturunabhängig an, so kann Gl. (8) für den zweiten Bereich
vereinfacht werden zu
0 = λ
∂2T
∂x2
+Gc
T − TG
Tc − TG (9)
Eine mögliche Lösung, welche symmetrisch um die resistive Stelle ist und in deren Zentrum
x = 0 der maximale Wert T (0) = Tc angenommen wird, ist durch
T (x) = (Tc − TG) cos
(√
Gc
λ (Tc − TG) · x
)
+ TG (10)
gegeben. Die Randbedingung T (xMPZ) = TG wird erfüllt für
LMPZ = 2 · xMPZ = pi
√
λ (Tc − TG)
Gc
(11)
wobei LMPZ die minimale Propagationszone genannt wird [10].
1.1.4 Diskussion der MPZ
Ungeachtet weiterer Lösungen, welche z.T. von allgemeineren Annahmen ausgehen und in
[7, 8, 19] ausführlich diskutiert werden, lässt dieses Ergebnis bereits wichtige Schlüsse zu. Ist
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die resistive Zone größer als diese MPZ, quencht der Leiter, da mehr Wärme erzeugt wird als
durch Wärmeleitung abgeführt werden kann, währenddessen für eine kleinere Ausdehnung die
resistive Zone bis zum vollständigen Verschwinden schrumpft. In beiden Fällen muss obiges
Problem zeitabhängig gelöst werden. Je größer eine MPZ ist, desto größer darf die verursa-
chende minimale Quenchenergie sein und desto größere thermische Störungen können erlaubt
werden. Die Größe der minimalen Propagationszone skaliert mit der Wurzel aus dem Quoti-
enten der Wärmeleitfähigkeit λ und des speziﬁschen Widerstandes ρ. Hier wird deutlich wie
wichtig eine hohe Wärmeleitfähigkeit zusammen mit einem geringen elektrischen Widerstand
ist. Ein Leiter einzig bestehend aus dem Supraleiter selbst, hat eine viel kleinere MPZ als ein
Kompositleiter, der zusätzlich ein reines Metall enthält. Für einen reinen NbTi Leiter bei 4 K
gibt Wilson λNbTi = 0, 1 W/Km an bzw. für den speziﬁschen Widerstand im normalleiten-
den Zustand ρNbTi = 6, 5 · 10−7 Ωm [7]. Vergleicht man dies mit einem kupferstabilisierten
NbTi Kompositleiter (f = 0, 5) mit einer Wärmeleitfähigkeit λCu/NbTi = 260 W/Km und
ρCu = 2 · 10−10 Ωm bei 4 K, so ist die MPZ um einen Faktor 4000 im Kompositleiter größer,
er hält bedeutend höhere thermische Störungen aus.
Für einen stabilen Betrieb eines Supraleiters ist ein gut leitendes Metall in paralleler An-
ordnung unumgänglich. Um Aussagen über das Quenchverhalten der ausgewählten Komposit-
supraleitersysteme treﬀen zu können, muss die Wärmeleitfähigkeit bekannt sein. Hinzu kom-
men konkurrierende Aspekte, wie z.B. die Forderung nach einer geringen Wärmeleitung längs
des Leiters für Hochstromzuführungen [20]. Es ist oﬀensichtlich, dass eine überdimensionierte
thermische Stabilisierung für dieses Anwendungsbeispiel nicht wünschswert ist, da diese einen
erhöhten Bedarf an Kälteleistung bewirkt. Die genaue Kenntnis der Wärmeleitfähigkeit ist
hier von doppeltem Interesse. Eine intensive Untersuchung der BSCCO-Bandleiter, welche in
Stromzuführungen eingesetzt werden, ist Teil dieser Arbeit. Begleitende FEM-Simulationen
erlauben schließlich detaillierte Aussagen über das Verhalten des Kompositsystems unter ther-
mischen Störungen.
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2 Theorie der Wärmeleitung
Ziel dieses Kapitels ist es, die mikroskopischen Wärmleitungsmechanismen in Festkörpern,
speziell in Metallen, Legierungen und Supraleitern, kurz zu erläutern, um zu verdeutlichen,
weshalb die Wärmeleitfähigkeit in Legierungen und in Supraleitern sehr viel geringer ist als in
reinen Metallen. Theoretische Voraussagen werden durch exemplarische Messungen an ausge-
wählten Materialien untermauert, die in Hinblick auf supraleitende Kompositesysteme relevant
sind.
Wärmeleitung in Festkörpern wird durch zwei unterschiedliche Träger vermittelt, zum
einen durch Elektronen3 und zum anderen durch Gitterschwingungen, auch Phononen ge-
nannt. Die gesamte Wärmeleitfähigkeit ist gegeben durch:
λ = λE + λP (12)
Da der elektronische Anteil λE in Metallen dominiert, wird er eingehend untersucht. Der
phononische Anteil λP , wie er in dielektrischen Kristallen vorliegt aber auch in Legierungen
und Supraleitern große Bedeutung hat, wird nicht explizit dargestellt. Teilweise wird jedoch auf
Analogien zur elektronischen Wärmeleitung hingewiesen. Für eine ausführliche Betrachtung
wird auf [21, 22] verwiesen.
Die Tatsache, dass Elektronen sowohl Ladung als auch Wärme sehr eﬀektiv transportieren
können, ist durch alltägliche Erfahrung bekannt. Bei Raumtemperatur ist die Wärmeleitfähig-
keit der Metalle ungefähr um zwei Größenordnungen größer als die der Isolatoren.
Das von Drude um 1900 entwickelte Modell [23] geht, in Anlehnung an die kinetische
Gastheorie, von frei beweglichen Elektronen im Metallgitter aus. Es liefert nicht nur ein an-
schauliches Bild für die elektrische Leitfähigkeit, sondern wird auch zur Beschreibung der
Wärmeübertragung in Metallen herangezogen.
Allerdings basiert Drudes Modell auf der Annahme, dass alle Elektronen an den Gittera-
tomen Streuprozesse erfahren, was nicht richtig ist und deshalb bei der Beschreibung weiterer
Festkörpereigenschaften versagt. Die semiklassische Beschreibung des Elektronenensembles
durch Sommerfeld [24] kann diese Unschlüssigkeiten beheben. Die Elektronen unterliegen dem
quantenmechanischen Pauli-Prinzip, wodurch nur noch die Elektronen an der Fermikante mit-
einander und dem Gitter wechselwirken können, da nur hier freie Zustände vorhanden sind.
Die Analogie zwischen elektrischer und thermischer Leitfähigkeit wird durch das Wiedemann-
Franz-Gesetz [25] ausgedrückt, welches im folgenden Abschnitt erläutert wird.
2.1 Wiedemann-Franz-Gesetz
Allgemein kann die elektronische Komponente der Wärmeleitfähigkeit durch den klassischen
Ansatz4
λE =
1
3
vF cV,El (13)
3Der Begriﬀ Ladungsträger wäre hier allgemeingültig, jedoch würde eine weitere Unterscheidung unter-
schiedlicher Ladungsträger den Sachverhalt in Bezug auf Wärmeleitung nur unnötig verzerren, da hauptsächlich
Elektronen in Metallen die Wärme transportieren.
4Dieser Ansatz gilt auch für die phononische Komponente, mit den entsprechenden Größen: Schallgeschwin-
digkeit, speziﬁsche Wärme und freie Weglänge der Phononen (Debye-Ansatz).
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beschrieben werden. Die Elektronen an der Fermikante bewegen sich mit der Fermigeschwin-
digkeit vF und transportieren entsprechend dem elektronischen Anteil der speziﬁschen Wär-
me cV,E Energie über eine frei Wegstrecke l im Metallgitter. Die Fermigeschwindigkeit ist
temperaturunabhängig. Die speziﬁsche Wärmekapazität der Elektronen cV,E skaliert linear
mit der Temperatur. Die Temperaturabhängigkeit der freien Weglänge wird erst im nächsten
Abschnitt diskutiert. Um das Wiedemann-Franz-Gesetz zu erhalten, wird hier der genaue Aus-
druck für cV,E angegeben. Ohne detaillierte Herleitung, ergibt sich durch Ableiten der inneren
Energie nach der Temperatur und unter Verwendung der Zustandsdichte an der Fermikante
sowie der Fermi-Dirac-Verteilungsfunktion näherungsweise nach [21]
cV,E =
pi2nk2B
m∗v2F
T (14)
wobei m∗ die eﬀektive Masse5 der Elektronen, n die Elektronendichte und kB die Boltzmann-
konstante ist. Durch Einsetzen von Gl. (14) in (13) und Quotientenbildung mit der elektrischen
Leitfähigkeit
σ =
ne2l
m∗vF
(15)
ergibt sich das Wiedemann-Franz-Gesetz (WFG)
λE
σ
=
pi2
3
(
kB
e
)2
T = L · T (16)
Die Lorenzzahl L ist eine Konstante und hat den Wert L = 2, 44 · 10−8V 2K−2. Mit anderen
Worten, die elektronische Wärmeleitfähigkeit ist proportional zum Produkt aus der elektri-
schen Leitfähigkeit und der absoluten Temperatur. Da der elektrische Widerstand einfach zu
messen ist, wird das WFG gerne zur Abschätzung der Wärmeleitfähigkeit verwendet. Jedoch
kann nur der elektronische Teil der Wärmeleitfähigkeit mit der elektrischen Leitfähigkeit ver-
glichen werden, weshalb das WFG nur für reine Metalle angewendet werden sollte, da für diese
Materialien der phononische Anteil in Gl. (12) relativ gering ist.
Weiterhin beruht das WFG darauf, dass die Streumechanismen der Elektronen für Strom-
transport die Gleichen sind wie für Wärmetransport. D.h., dass die mittlere freie Weglänge l
in Gl. (13) und in (15) identisch ist. Für hohe und sehr niedrige Temperaturen ist dies aus-
reichend sichergestellt. Im Temperaturbereich von etwa 10 K bis 200 K6 ist das WFG nur
eingeschränkt gültig. Die Ursache gründet in der unterschiedlichen Stärke der Streuprozesse.
Deshalb werden im folgenden Abschnitt ausführlich die verschiedenen Streuprozesse disku-
tiert. Die Abweichung vom WFG wird nochmals innerhalb der exemplarischen Messergebnisse
aufgegriﬀen.
2.2 Streuprozesse
Neben der linearen Temperaturabhängigkeit der elektronischen speziﬁschen Wärme geht in die
Wärmeleitfähigkeit (Gl. (13)) eine weitere entscheidende Temperaturabhängigkeit ein, näm-
5In der rein klassischen Theorie nach Drude wäre hier die freie Masse der Elektronen einzusetzen. Die
eﬀektive Masse der Elektronen ist jedoch noch abhängig von deren Bewegungszustand.
6Diese Werte gelten für Kupfer. Allgemein kann dieser Temperaturbereich mit der Deybetemperatur um-
schrieben werden.
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lich die der freien Weglänge l. Diese freie Weglänge kann mit der Fermigeschwindigkeit der
Elektronen als eine Stoßrate τ−1 deﬁniert werden
1
τ
=
vF
l
(17)
In Drudes Modell wird τ als typische Zeit zwischen zwei Stoßprozessen interpretiert. Im Bild
der Quantenmechanik wird eher der Begriﬀ der Streuung der Elektronen und die Relaxations-
zeit verwendet. Dabei unterscheidet man zwischen der Streuung der Elektronen an Phononen
(E-P), an Defekten (E-D) und an Elektronen (E-E) selbst. Der Vorteil in der Formulierung
durch eine Streurate liegt darin, dass sich die Einzelstreuraten addieren lassen. Das elektro-
nische Analogon ist als Matthiessensche Regel wohlbekannt. So kann der Einﬂuss der drei
Streumechanismen zusammengefasst werden
1
τ
=
1
τE−P
+
1
τE−D
+
1
τE−E
(18)
Die einzelnen Streuraten sind gleichbedeutend mit unabhängigen Wärmewiderständen
Wi =
3
v2F cV,E
1
τi
(19)
wobei i für die unterschiedlichen Streuprozesse steht. Erst durch die Wechselwirkung der
Elektronen mit dem Gitter entsteht eine endliche Wärmeleitfähigkeit. Die Summe der Wär-
mewiderstände ergibt folglich den reziproken Wert der elektronischen Wärmeleitfähigkeit.
λ−1E =WE =WE−P +WE−D +WE−E (20)
Analog kann dieser Formalismus auch für den Wärmeleitungszweig der Phononen λP ange-
wandt werden. Die Phononen erfahren ebenfalls Streuprozesse, nämlich an Elektronen (P-E),
an Defekten (P-D) und an anderen Gitterschwingungen (P-P)7. Es folgt:
λ−1P =WP =WP−E +WP−D +WP−P (21)
Abb. 7 veranschaulicht dieses Modell der unterschiedlichen Wärmeleitungsmechanismen und
der jeweils unabhängigen8 Wärmewiderstände durch ein typisches Ersatzschaltbild. Durch die
Trennung in einzelne Streumechanismen kann nun die Temperaturabhängigkeit diﬀerenziert
betrachtet werden. Wobei auf die Darstellung der Elektron-Elektron-Streuung verzichtet wird,
da dieser Streuprozess vernachlässigbar klein ist.
2.2.1 Streuung der Elektronen an Phononen
Man unterscheidet bei der Elektron-Phonon-Wechselwirkung zwei Streuprozesse, den Normal-
Prozess (N-Prozess) und den Umklapp-Prozess (U-Prozess). Für jeden Streuprozess gilt Impuls-
und Energieerhaltung. Bei der Betrachtung der Impulsbilanz kann ein Phonon erzeugt oder
vernichtet werden. Für den Normal-Prozess gilt
k1 ± q = k2 (22)
7Die Phonon-Phonon-Streuung (Umklapp-Prozess) bestimmt die Wärmeleitfähigkeit in dielektrischen Iso-
latoren bei hohen Temperaturen.
8Die Elektron-Phonon Streuung in Gl. (20) und die Phonon-Elektron Streuung in Gl. (21) basieren natürlich
auf dem identischen Streuprozess. Da sich die Wärmeträger jedoch unterscheiden, tritt dieser Streuprozess in
zwei unabhängigen Termen auf.
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Abbildung 7: Ersatzschaltbild zur Beschreibung der Wärmeleitungsmechanismen mit den je-
weiligen Streuprozessen, dargestellt als thermische Widerstände W.
wobei k1 und k2 die Wellenvektoren des einfallenden bzw. des gestreuten Elektrons und q
der Impulsvektor des Phonons ist. Das positive (negative) Vorzeichen entspricht einem ver-
nichteten (erzeugten) Phonon. Bei einem Umklapp-Prozess wird die Impulsbilanz durch einen
reziproken Gittervektor G ausgeglichen
k1 ± q +G = k2. (23)
Der U-Prozess stirbt für tiefe Temperaturen aus, für hohe Temperaturen liefert er einen ge-
ringen Beitrag, wie es beispielsweise in [22] diskutiert wird.
Der dominierende Elektron-Phonon-Streumechanismus ist der N-Prozess [26]. Dabei wird
zwischen einem horizontalen und einem vertikalen Streuereignis unterschieden [21]. In Abb. 8
ist der Unterschied zwischen beiden Prozessen schematisch herausgearbeitet.
Liegt ein Temperaturgradient an einem Metall an, so bewegen sich Elektronen von der
warmen Seite mit einer höheren Geschwindigkeit in Richtung des Wärmestroms als die Elek-
tronen von der kalten Seite entgegen. Im Impulsraum bedeutet dies, dass die Fermikante in
einer Richtung stärker aufgeweicht ist als in entgegengesetzter Richtung. Durch Streuung der
Elektronen an den Phononen können die überschüssigen heißen Elektronen zurück in die
Nähe der Fermikante und die zu kalten Elektronen in eine breitere Verteilung gestreut wer-
den. Ziel ist es durch Elektron-Phonon-Streuung den dynamischen Gleichgewichtszustand zu
wahren. Das heißt, dass sich Auﬀüllung und Entleerung der Streuzustände an jedem Ort die
Waage halten.
Für einen vertikalen Streuprozess ist dafür bereits ein kleiner Impulsübertrag an das be-
teiligte Phonon ausreichend. Dieser Prozess tritt also bei tiefen Temperaturen verstärkt auf.
Bei einem horizontalen Streuprozess, wird das Elektron von der Vorderseite der Fermiﬂäche
auf die Rückseite gestreut, hierfür ist ein großer Phononimpuls notwendig. Zur Erzeugung des
Wärmewiderstandes sind beide Prozesse eﬀektiv.
Im Gegensatz hierzu ist für den elektrischen Widerstand hauptsächlich ein horizontaler
Prozess wirksam, wie Abb. 9 zeigt. Um den Gleichgewichtszustand zu wahren, muss ein Elek-
tron von der Vorderseite der Fermikugel auf die Rückseite gestreut werden, wobei der Impuls-
übertrag des Phonons hierbei sehr groß ist. Vertikale Prozesse sind hier ineﬀektiv.
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Abbildung 8: Elektron-Phonon-Streuung, N-Prozess. Links wird ein vertikaler Streuprozess
skizziert, rechts ein horizontaler. Die Streuzustände an der Fermikante sind qualitativ ein-
gezeichnet. Der Zustand ohne Temperaturgradient wird durch die grauen Punkte dargestellt,
wobei zwischen besetzten und unbesetzten Zuständen nicht unterschieden wird. Existiert ein
Temperaturgradient in x-Richtung so ist die Fermikante je nach Richtung unterschiedlich stark
aufgeweicht. Die schwarzen Punkte (besetzte Zustände) und die leeren Kreise (unbesetzte Zu-
stände) verdeutlichen diese Abweichung.
Abbildung 9: Elektron-Phonon-Streuung, N-Prozess bei äußerem elektrischen Feld. Die grauen
Punkte stellen Streuzustände im Gleichgewichtszustand dar, wobei nicht zwischen besetzten
und unbesetzten Zuständen unterschieden wird. Die Fermikugel ist im Impulsraum aufgrund
eines anliegenden elektrischen Feldes verschoben. D.h. Elektronen müssen von der Vordersei-
te der Fermikugel auf die Rückseite gestreut werden, um den dynamischen Gleichgewichts-
zustand zu wahren.
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Bei tiefen Temperaturen besitzen die Phononen nur eine geringe Energie. Ihr Impulsüber-
trag ist daher ebenfalls sehr gering. Mit steigender Temperatur nimmt sowohl die Anzahl
als auch die Energie der Phononen und somit deren Streuquerschnitt zu. Die Streurate der
Elektron-Phonon-Streuung für Wärmeleitung besitzt deshalb für tiefe Temperaturen eine star-
ke Temperaturabhängigkeit, nämlich
1
τE−P
∝ T 3 T klein. (24)
Die Elektron-Phonon-Streurate für die elektrische Leitfähigkeit ist sogar proportional zu T 5
bei tiefen Temperaturen9, was an der Ineﬀektivität der vertikalen N-Prozesse liegt. Dies ist
die Ursache für die Abweichung des WFG bei mittleren Temperaturen. Die freie Weglänge
ist nicht mehr gleich, die elektrische Leitfähigkeit nimmt stärker mit fallender Temperatur zu
als die Wärmeleitfähigkeit. Folglich ist der tatsächliche Quotient in Gl. (16) kleiner als die
erwartete Lorenzzahl.
Für hohe Temperaturen sind in erster Linie die Phononen mit den höchsten Energien wich-
tig. Ihre Dichte wächst proportional zur Temperatur und ihr Impuls ist ausreichend groß, so
dass sowohl im thermischen als auch im elektrischen Fall horizontale Streuprozesse dominieren.
Die Streurate skaliert deshalb linear mit der Temperatur
1
τE−P
∝ T 1 T gross (25)
Gäbe es nur die Elektron-Phonon Streuung, würde nach diesem Ansatz sowohl der elektrische
als auch der thermische Widerstand verschwinden, wenn die Temperatur gegen Null geht. Die
Streuung der Elektronen an Defekten bestimmt jedoch das Tieftemperaturverhalten. Nach
Betrachtung der Defektstreuung im folgenden Abschnitt, wird der gesamte Temperaturverlauf
der Leitfähigkeiten zusammengefasst.
2.2.2 Streuung der Elektronen an Defekten
In einem perfekt periodischen Gitter kann sich eine Elektronenwellenfunktion ungehindert
ausbreiten. Erst durch Abweichungen im Gitter durch Phononen und vorallem durch Defekte
entstehen Anharmonizitäten im Gitterpotential, die eine Streuung der Elektronen10 ermög-
lichen. Die Defektstreuung ist im Gegensatz zur Phononen-Streuung ein elastischer Prozess,
d.h. es wird kein Phonon erzeugt oder vernichtet bzw. die Energie des einfallenden und des
gestreuten Elektrons sind gleich. Es ändert sich nur die Richtung des Impulsvektors. Somit ist
der Streuprozess unabhängig von der Temperatur. Die Anzahl der Streuzentren ist ebenfalls
konstant, so dass die Streurate
1
τE−D
∝ konstant (26)
temperaturunabhängig ist. Entscheidend ist die Anzahl der Defekte. Beispiele hierfür sind
Fremdatome, Leerstellen, Versetzungen, Korngrenzen - allgemein alle Gitterfehler. Die Rein-
heit eines Metalles ist ausschlaggebend. Eine Legierung, die per Deﬁnition Fremdatome im
Metallgitter besitzt, wird erwartungsgemäß eine sehr hohe Defektstreurate haben.
9bekannt als Bloch-Grüneisen-Gesetz
10natürlich auch der Phononen
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Abbildung 10: Thermischer Wärmewiderstand dreier Kupferproben mit unterschiedlichem
Reinheitsgrad, charakterisiert durch den RRR-Wert (Deﬁnition folgt im Unterabschnitt 2.3.1).
2.3 Temperaturverlauf des Wärmewiderstands
Auf die Diskussion der Wärmeleitung durch Phononen λP und deren Streumechanismen wur-
de hier verzichtet, da sie in reinen Metallen nur höchstens 3% zur gesamten Wärmeleitfä-
higkeit beiträgt. Der Anteil steigt jedoch mit zunehmenden Grade der Verunreinigung des
Metalles, da die Elektron-Defekt-Streuung den elektronischen Zweig stärker reduziert als die
Phonon-Defekt-Streuung den phononischen. Für stark legierte Metalle kann der phononische
Anteil sogar den elektronischen überwiegen. Im Folgenden wird nur die Temperaturabhängig-
keit der diskutierten Elektronstreuprozesse betrachtet. Mit den Abhängigkeiten der Streuraten
Gl. (24), (25) und (26) sowie unter Verwendung von Gl. (19) und (20) kann der speziﬁsche
Wärmewiderstand angegeben werden. In Abb. 10 ist der Wärmewiderstand dreier gemesse-
ner Kupferproben doppelt-logarithmisch aufgetragen. Die Darstellung als Wärmewiderstand
lässt den additiven Charakter der einzelnen Streumechanismen besser erkennen, weshalb diese
zusätzlich skizziert sind.
Für alle Wärmewiderstandskurven ist deutlich der T−1 Abfall bei tiefen Temperaturen
sichtbar. Er gründet in der konstanten Defektstreurate und der linearen Temperaturabhän-
gigkeit der elektronischen speziﬁschen Wärme (Gl. (19)). Der Teilwiderstand durch Elektron-
Phonon-Streuung ist in diesem Temperaturbereich verschwindend gering. Der Unterschied
zwischen den drei gezeigten Kupferproben liegt in der Parallelverschiebung der Widerstands-
geraden aufgrund der stark variierenden Reinheit der Proben. Je defektbehafteter die Probe
ist, um so höher liegt die Elektron-Defekt-Widerstandslinie. Nur für die beiden reinen Kup-
ferproben bildet sich ein Widerstandsminimum (Leitfähigkeitsmaximum) aus. Der T−1 Abfall
geht über in einen quadratischen Anstieg des Wärmewiderstandes, da die mit T 3 ansteigende
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Abbildung 11: Gemessener elektrischer Widerstand der drei Kupferproben. Der Restwider-
stand bei kryogenen Temperaturen ist jeweils deutlich zu erkennen.
Elektron-Phonon-Streurate (Gl. (24)) den linearen Anstieg der speziﬁschen Wärme überkom-
pensiert. Im Bereich oberhalb 100 K nimmt allmählich die Anzahl der streuende Phononen nur
noch linear zu. Die zugehörige Streurate Gl. (25) kompensiert den Anstieg der elektronischen
speziﬁschen Wärme. Der Wärmewiderstand bzw. die Leitfähigkeit wird für hohe Temperaturen
konstant.
Weitere Abhängigkeiten insbesondere in Bezug auf die Supraleiter, werden in den folgenden
Abschnitten anhand der exemplarischen Wärmeleitfähigkeitskurven gezeigt.
An dieser Stelle wird nochmals kurz auf die Analogie zur elektrischen Leitfähigkeit einge-
gangen, da durch sie eine aussagekräftige Probencharakterisierung möglich ist.
2.3.1 Elektrisches Restwiderstandsverhältnis RRR
Wie in Abb. 10 ersichtlich ist, gibt es keine einheitliche Wärmewiderstands- bzw. Wärmeleit-
fähigkeitskurve für das Material Kupfer. Für Raumtemperatur kann ein konstanter, nahezu
probenunabhängiger Wert angegeben werden, jedoch treten im kryogenen Temperaturbereich
extreme Unterschiede auf, entsprechend der Reinheit der Probe. Hierbei sind nicht nur chemi-
sche Verunreinigungen relevant, sondern auch die Materialhistorie wie z.B. die Formgebung/
Bearbeitung der Probe oder etwaige Glühbehandlungen zur Ausheilung von Defekten.
Eine Angabe der chemischen Zusammensetzung und des Bearbeitungsganges wäre wün-
schenswert, ist jedoch in den wenigsten Fällen gegeben.
Um Metallproben trotzdem ausreichend zu charakterisieren, hat sich die Angabe des RRR-
Werts etabliert. Er ist das Verhältnis des elektrischen Widerstandes ρ bei 273,15 K zum
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Restwiderstand bei 4,2 K (residual resistivity ratio, RRR)
RRR =
ρ (273, 15K)
ρ (4, 2K)
. (27)
Wie allgemein bekannt, nimmt ein Metall für tiefe Temperaturen einen endlichen, konstanten
elektrischen Widerstandswert an. Dieser ist ein Maß für die Reinheit der Probe. Abb. 11
zeigt die Kurven des elektrischen Widerstandes für obige drei Kupferproben als Funktion
der Temperatur. Die abgeleiteten RRR-Werte sind in den Legenden der Schaubilder stets
mitangegeben. Das OFE-Kupfer11 hat etwa ein RRR = 280 und ist somit die reinste gemessene
Kupferprobe.
2.4 Exemplarische Messungen
Alle hier gezeigten Messungen wurden mit der Wärmeleitfähigkeitsmessapparatur, wie sie im
folgenden Kapitel 3 noch beschrieben wird, aufgenommen, um obige Theorie zu veranschauli-
chen und die Wärmeleitfähigkeit supraleitender Kompositematerialien größenordnungsmäßig
einzuordenen.
2.4.1 Reine Metalle
In Abschnitt 2.3 wurden bereits die Messwerte verschiedener Kupferproben präsentiert. Aller-
dings in Form des speziﬁschen Wärmewiderstandes, weshalb hier die Daten nochmals aufge-
griﬀen und nun die Wärmeleitfähigkeit mit linearer Skalierung als Funktion der Temperatur
dargestellt wird. Bemerkenswert in Abb. 12 ist der Absolutwert des Leitfähigkeitmaximums
4800 W/Km bei etwa 17 K für die Kupfer-OFE-Probe. Mit zunehmender Verunreinigung
der Probe (geringerer RRR-Wert) sinkt das Maximum und ist zu höheren Temperaturen
hin verschoben. Zu Beginn steigt die Wärmeleitfähigkeit linear an, entsprechend der linea-
ren Temperaturabhängigkeit der elektronischen speziﬁschen Wärme. Die freie Weglänge der
Elektronen ist aufgrund der konstanten Defektstreuung temperaturunabhängig. Mit steigen-
der Temperatur wächst die Anzahl der Phononen und die Phononenenergie, folglich wird der
lineare Anstieg der elektronischen speziﬁschen Wärme durch die Reduzierung der freien Weg-
länge überkompensiert. Die Wärmeleitfähigkeit erreicht einen Maximalwert und fällt danach
mit T−2 ab. Für etwa T > 150 K wächst nur noch die Anzahl der Phononen, weshalb die
lineare Temperaturabhängigkeit von cV,E durch die freie Weglänge genau kompensiert wird,
die Wärmeleitfähigkeit der Metalle nimmt einen konstanten Wert an.
Für die drei Kupferproben ist außerdem in Abb. 13 die Lorenzzahl, berechnet aus der Wär-
meleitfähigkeit, dem elektrischen Widerstand und der absoluten Temperatur, aufgetragen. Bei
Raumtemperatur wird die theoretische Lorenzzahl des WFG sehr gut erreicht. Dies bedeutet,
dass hier die Streuprozesse für elektrische und thermische Leitfähigkeit gleich eﬀektiv sind,
also horizontale Streuprozesse dominieren. Mit abnehmender Temperatur tritt die erwartete
Abweichung von der idealen Lorenzzahl auf. Durch die Ineﬀektivität der vertikalen N-Prozesse
für die elektrische Leitfähigkeit, ist diese vergleichsweise größer als die thermische Leitfähig-
keit, die gemessene Lorenzzahl ist folglich kleiner als die theoretisch Vorhergesagte. Erst für
sehr tiefe Temperaturen besitzen die Streuprozesse, nämlich vorwiegend die Defektstreuung,
11hochreines sauerstoﬀfreies Kupfer; Herstellung ohne Zusatz von Phosphor.
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Abbildung 12: Wärmeleitfähigkeit der Kupferproben. Je reiner die Probe ist, desto höher
ist das Leitfähigkeitsmaximum ausgeprägt und desto kleiner der Temperaturwert, wo das
Maximum auftritt.
Abbildung 13: Berechnete Lorenzzahl für die drei ausgewählten Kupferproben. Für hohe und
sehr niedrige Temperaturen ist das Wiedemann-Franz-Gesetz gut erfüllt, die theoretische Lo-
renzzahl (gestrichelte Linie) wird erreicht.
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Abbildung 14: Wärmeleitfähigkeit einer Edelstahlprobe. Durch den gemessenen elektrischen
Widerstand kann mit dem WFG der elektronische Anteil der Wärmeleitfähigkeit bestimmt
werden. Die Diﬀerenz zur gemessenen Wärmeleitfähigkeit entspricht dem phononischen Zweig.
wieder den gleichen Einﬂuss auf beide Leitfähigkeiten, die Lorenzzahl nähert sich wieder ih-
rem idealen Wert an. Für die stark verunreinigte Kupferprobe (RRR = 6) wird deutlich der
theoretische Wert unterhalb 40 K überschritten. Dies liegt an dem relativ hohen Beitrag des
phononischen Wärmeleitungszweiges, der in den gemessenen Daten enthalten ist.
2.4.2 Legierungen
Wie bereits in Abb. 12 ersichtlich, sinkt die Wärmeleitfähigkeit mit steigendem Verunreini-
gungsgrad. Die Reduzierung der freien Weglänge der Elektronen durch Defektstreuung domi-
niert die Wärmeleitfähigkeit der Legierungen bis hohe Temperaturen. Die Elektron-Phonon
Streuung bewirkt nur noch eine Verringerung der Steigung der Wärmeleitfähigkeitskurve. Ein
Maximum tritt nicht mehr auf. Für Legierungen wie z.B. Edelstahl, gezeigt in Abb. 14, ist
die Wärmeleitfähigkeit im Raumtemperaturbereich nochmals mehr als eine Größenordnung
geringer. Die substitutionellen Fremdatome sind die Ursache für eine starke Elektron-Defekt-
Streuung. Da die freie Weglänge der Phononen hauptsächlich durch Phonon-Phonon Umklapp-
Prozesse und durch Phonon-Elektron-Streuung bestimmt wird und die Phonon-Defekt-Streu-
ung nur einen geringen Einﬂuss hat, steigt der phononische Anteil der Wärmeleitfähigkeit.
Mit dem gemessenen elektrischen Widerstand kann durch das WFG und die ideale Lorenz-
zahl der elektronische Anteil λE der Wärmeleitfähigkeit bestimmt werden, siehe Gl. (16).
Eine Abschätzung der phononischen Wärmeleitfähigkeit wird durch Diﬀerenzbildung mit der
gemessenen Wärmeleitfähigkeit möglich. Die beiden Wärmeleitungszweige sind in Abb. 14
eingezeichnet. Die elektronische Wärmeleitfähigkeit steigt linear mit der Temperatur an. Die
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phononische Leitfähigkeit wächst stärker, in etwa wie ein Potenzgesetz proportional zu T 1,45
für T < 25 K. Anschließend geht sie in einen fast konstanten Bereich für T > 100 K über.
Im Bereich 10 K < T < 120 K ist der phononische Anteil größer als der elektronische. Da
oﬀensichtlich beide Wärmeleitungszweige relevant sind, ist eine theoretische Vorhersage der
Temperaturabhängigkeit der gesamten Wärmeleitfähigkeit a priori nur schwer möglich. Um
Wärmeleitfähigkeitsdaten für die Modellierung supraleitender Kompositsystem sicher verwen-
den zu können, wird die Messung dieser Werkstoﬀe unumgänglich.
2.4.3 Supraleiter
Die Wärmeleitfähigkeit von Supraleitern ist eine aufschlussreiche Größe, da sie neben der
Wärmeleitfähigkeit als solche, auch Einblick auf die Wechselwirkung der Ladungsträger mit
den Phononen geben kann [27]. In Bezug auf die konventionellen Supraleiter, bei welchen der
Cooper-Paarbildungsmechanismus durch virtuelle Phononen erklärt wird, besteht deshalb ein
fundamentales Interesse an der Wärmeleitfähigkeit dieser Supraleiter [28]. Eine systematische
Untersuchung der Wärmeleitfähigkeit von Supraleiter ist jedoch nicht Ziel der vorliegenden
Arbeit. In Bezug auf supraleitende Kompositstrukturen, werden deshalb in erster Linie die
Hochtemperatursupraleiter betrachtet, siehe [29, 30]. Zum Vergleich der Wärmeleitfähigkeit
im supraleitenden (SL) und im normalleitenden (NL) Zustand wurden zahlreiche Messungen
in einem bis zu 9 T starken Magnetfeld durchgeführt.
Niob Niob wurde als Beispiel für einen konventionellen Elementsupraleiter gewählt, da Niob
als Diﬀussionsbarriere in MgB2-Kompositdrähten eingesetzt wird und aufgrund der für Ele-
mente hohen kritischen Temperatur von etwa 9,1 K deutlich den Einﬂuss der Supraleitung
auf die Wärmeleitfähigkeit wiedergibt. Um die SL- mit der NL-Phase vergleichen zu kön-
nen, wurde eine zweite Messreihe in einem äußeren Magnetfeld von maximal 2 T durchge-
führt. Zur Charakterisierung, insbesondere zur Ermittlung der kritischen Temperatur Tc, ist
in Abb. 15 der elektrische Widerstand dargestellt. Im Magnetfeld wird ein Restwiderstand
von etwa 5, 8 ·10−9Ωm erreicht, woraus RRR = 26 folgt. Die Messung der Wärmeleitfähigkeit
wurde ebenfalls mit bzw. ohne äußeres Magnetfeld durchgeführt, sie ist in Abb. 16 gezeigt.
Niob in der normalleitenden Phase, d.h. im Magnetfeld gemessen, zeigt das typische Verhal-
ten eines Metalls. Für tiefe Temperaturen steigt die Wärmeleitfähigkeit linear an bis zu einem
Maximalwert bei etwa 25 K. In der supraleitenden Phase ist die Wärmeleitfähigkeit bedeutend
geringer. An der Stelle der kritischen Temperatur geht sie stetig in den Verlauf der NL-Phase
über. Für T < Tc steigt die SL-Wärmeleitfähigkeit etwa kubisch mit der Temperatur an. Dies
ist die Temperaturabhängigkeit, wie sie in dielektrischen Kristallen für tiefe Temperaturen
erwartet wird [21, 22]. Die, zu Cooper-Paaren kondensierten Elektronen tragen nicht mehr
zur Wärmeleitfähigkeit bei, sondern allein die Phononen bestimmen den Wärmetransport.
REBaCuO Das Herstellen von REBa2Cu3Ox-Einkristallen12 (REBaCuO) in ausreichen-
der Größe für eine Wärmeleitfähigkeitsmessnung ist nicht trivial. Ein Y Ba2Cu3Ox- (YBCO)
Einkristall mit einer Kantenlänge von mindestens 1 mm × 1 mm × 1 mm stand nicht zur
Verfügung. Deshalb wurde auf einen NdBa2Cu3Ox (Nd123) Einkristall zurückgegriﬀen. Die
Wärmeleitfähigkeit wurde vor und nach der Sauerstoﬀbeladung gemessen. Zur Unterscheidung
12RE steht für ein Seltenerdelement, in den meisten Fällen jedoch Y.
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Abbildung 15: Elektrischer Widerstand von Niob. Bei Tc = 9, 1 K ist der Übergang in die
supraleitende Phase ersichtlich. Der verschwindende Widerstand für T < Tc kann nicht mehr
aufgelöst werden. Durch die Messung im Magnetfeld (2 T) wurde RRR = 26 bestimmt.
Abbildung 16: Wärmeleitfähigkeit des konventionellen Supraleiters Niob. Im supraleitenden
Zustand (ohne Magnetfeld) ist die Wärmeleitfähigkeit bedeutend geringer als im normallei-
tenden Zustand (mit Magnetfeld).
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Abbildung 17: Wärmeleitfähigkeit eines NdBa2Cu3Ox-Einkristalls vor und nach der Sauer-
stoﬀbeladung. Die roten Symbole kennzeichnen Messwerte bei äußerem Magnetfeld (9 T).
der Proben im weiteren Verlauf, wird die Ausgangsprobe vor der Sauerstoﬀbeladung weiterhin
mit NdBa2Cu3Ox und die Probe nach der Sauerstoﬀbeladung mit NdBa2Cu3O7 bezeichnet.
Eine quantitative Bestimmung des Sauerstoﬀanteils wurde nicht durchgeführt, jedoch legen
die Messungen des elektrischen Widerstandes nahe, dass ursprünglich eine schlechtleitfähi-
ge, nicht supraleitende Probe vorlag, also die Sauerstoﬀstöchiometrie gegen x ≈ 6 strebt13.
Nach der Sauerstoﬀbeladung bei 300°C für 400 Stunden in einer reinen Sauerstoﬀatmosphäre
(1 bar), wurde die Probe bei 95 K supraleitend. Nähere Einzelheiten zu Phasendiagrammen,
Sauerstoﬀbeladung und Herstellung der Kristalle sind [32] zu entnehmen. Da dieser Kristall in
seiner Abmessung (1, 67 mm× 1, 5 mm× 1, 1 mm) trotzdem noch sehr klein ist, war nur eine
Zweipunktmessung möglich, weshalb die Unsicherheit dieser Datenreihe vergleichsweise hoch
ist, mehr hierzu in Abschnitt 3.3. Die Messrichtung, d.h. die Richtung des Wärmeﬂusses, ist
parallel zu den a,b-Kristallebenen des Supraleiters. Wie Abb. 17 zeigt, beträgt die Wärmeleit-
fähigkeit ohne Sauerstoﬀbeladung etwas mehr als die Hälfte des Wertes derselben Probe nach
der Sauerstoﬀbeladung. Eine mögliche Erklärung für die stark reduzierte Wärmeleitfähigkeit
der NdBa2Cu3Ox-Probe ist, dass Sauerstoﬀ-Leerstellen sowohl in den CuO-Ketten als auch
in den CuO2-Ebenen als starke Streuzentren für Phononen wirken [31].
Der Ursprung des ausgeprägten Leitfähigkeitmaximums der NdBa2Cu3O7-Probe und all-
gemein aller unkonventionellen Hochtemperatursupraleiter wurde in der Vergangenheit kon-
trovers diskutiert [33, 34]. Die Frage war, ob das Wärmeleitfähigkeitsmaximum allein durch
den phononischen Zweig, ähnlich wie bei den konventionellen Supraleitern, erklärt werden
13Ein perfekter Kristall NdBa2Cu3O6 würde allerdings wieder eine sehr gute Wärmeleitfähigkeit bewirken,
wie in [31] gezeigt ist.
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kann, oder ob die nicht verschwindende Anzahl der Ladungsträger14 für T < Tc gemeinsam
mit deren stark ansteigenden freien Weglänge [35] die Ursachen sind. Wie sich herausge-
stellt hat, müssen beide Beiträge berücksichtigt werden [36, 37]. Bei Tc ist die NdBa2Cu3O7-
Wärmeleitfähigkeitskurve nicht diﬀerenzierbar, wohingegen für die unbeladene NdBa2Cu3Ox-
Probe kein Knick in der Steigung zu erkennen ist. Im Fall der supraleitenden Probe setzt bei
Tc der Beitrag der Ladungsträger abrupt ein.
Die Magnetfeldabhängigkeit (9 T) ist für die NdBa2Cu3Ox-Probe marginal. Die
NdBa2Cu3O7-Probe zeigt jedoch im Magnetfeld eine geringere Wärmeleitfähigkeit als ohne
Feld. Dies ist ein weiterer Unterschied zwischen den metallischen, konventionellen Typ II-
Supraleitern z.B. Nb und den unkonventionellen Hochtemperatursupraleitern. Die Wärmeleit-
fähigkeit der metallischen, konventionellen Typ II-Supraleiter nimmt für steigendes Magnet-
feld zu, da der Beitrag der Ladungsträger durch die Zunahme der Flussschläuche dominiert. In
den HTSL wird die Wärme überwiegend durch Phononen aber auch zu einem endlichen An-
teil von Ladungsträgern im SL-Zustand transportiert. Im Magnetfeld Bc1 < B < Bc2 werden
beide Wärmeträger an den Ladungsträgern in den Flussschläuchen gestreut. Mit steigendem
Magnetfeld nimmt die freie Weglänge der Wärmeträger stärker ab als die Anzahl der Fluss-
schläuche und somit der Ladungsträger zunimmt. Deshalb ist die Wärmeleitfähigkeit geringer
als ohne Magnetfeld [27].
YBCO polykristallin Neben der einkristallinen NdBa2Cu3Ox-Probe wurde die Wärme-
leitfähigkeit auch an einer polykristallinen Y Ba2Cu3O7−δ-Probe mit und ohne Magnetfeld ge-
messen. Abb. 18 zeigt ihr Verhalten, das ähnlich wie das der sauerstoﬀbeladenenNdBa2Cu3O7-
Probe ist: an der Stelle Tc = 91 K ist ein Knick zu erkennen, die Wärmeleitfähigkeit nimmt
unterhalb Tc ein Maximum an, im Magnetfeld ist die Wärmeleitfähigkeit geringer. Der Un-
terschied zur einkristallinen Probe im Absolutwert der Wärmeleitfähigkeit basiert auf dem
polykristallinen Charakter der Y Ba2Cu3O7−δ-Probe. Mit gesintertem Material wird prinzi-
piell nicht die Dichte eines Einkristalls erreicht, da durch das Sintern stets Poren entstehen.
Diese Poren tragen zum einen nicht zur Festkörperwärmeleitung bei und wirken zum zweiten
als Streuzentren. Eine erhöhte Defektstreuung ist die Folge, auch bedingt durch eine größere
Anzahl an Korngrenzen.
Die Messung der Wärmeleitfähigkeit dünner YBCO-Schichten ist nur schwer möglich. Der
Einﬂuss des Substrates überdeckt jede Änderung der Wärmeleitfähigkeit, beispielsweise durch
zusätzliche Streuung der Phononen an der Schichtgrenze. Theoretische Untersuchungen wie
von [38] erwarten in der Tat einen Dickeneﬀekt für Schichtdicken unter 100 nm im Tempera-
turbereich unter 50 K, da die freie Weglänge der Phononen vergleichbar mit der Schichtdicke
ist.
BSCCO Die Wärmeleitfähigkeit des Hochtemperatursupraleiters Bi2Sr2Can−1CunO2n+4
(BSCCO) wurde an zwei Proben unterschiedlicher Hersteller gemessen. Eine Probe wurde
nach dem Schleudergussverfahren [39] von der Firma Nexans hergestellt. Es handelt sich um
polykristallines Material, welches überwiegend aus der Phase des Zweischichters
Bi2Sr2Ca1Cu2Ox (Bi2212) besteht, wobei die Dichte zu 5, 76 g/cm3 bestimmt wurde. Die
14Für d-Wellensymmetrie hat der Ordnungsparameter Knoten, d.h. für T < Tc können in diagonaler Rich-
tung Ladungsträger angeregt werden.
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Abbildung 18: Wärmeleitfähigkeit einer polykristallinen Y Ba2Cu3O7−δ-Probe mit und ohne
äußeres Magnetfeld.
dreifach gesinterte Probe der Firma EHTS15 ist ebenfalls polykristallin, jedoch besteht sie
hauptsächlich aus der (Bi, Pb)2 Sr2Ca2Cu3Ox (Bi2223)-Phase, mit der Dichte 4, 93 g/cm
3.
Abb. 19 zeigt die Wärmeleitfähigkeit der beiden Proben. Ähnlich wie bei REBaCuO, ﬁn-
det auch bei BSCCO ein deutlicher Anstieg der Wärmeleitfähigkeit bei Tc statt. Das an-
schließende Maximum basiert, wie bei den REBaCuO-Materialien, auf der phononischen und
der Ladungsträger-Wärmeleitfähigkeit [37, 40]. Für Temperaturen unterhalb der kritischen
Temperatur nimmt die Phonon-Ladungsträger-Streurate ab, da die meisten Ladungsträger zu
Cooper-Paaren kondensieren. Die freie Weglänge der Phononen steigt folglich an und somit
auch die phononische Wärmeleitfähigkeit. Die freie Weglänge der verbleibenden Ladungsträ-
ger nimmt mit sinkender Temperatur ebenfalls stark zu bis sie bei tiefen Temperaturen durch
Streuung an Defekten begrenzt wird [36].
Mit der elektrischen Leitfähigkeit bei 140 K und der Lorenzzahl wurde grob die elektroni-
sche Wärmeleitfähigkeit bei 140 K abgeschätzt. Für die Bi2212-Probe beträgt der elektronische
Anteil etwa 15%, während er für die Bi2223-Probe bei 12% liegt. Der phononische Anteil ist
in der Bi2223 Probe vergleichsweise größer. Die höhere Wärmeleitfähigkeit sowie das stärker
ausgeprägte Maximum sind die Folge dieses höheren Phononenanteils. Bei etwa 35 K schnei-
den sich die beiden Wärmeleitfähigkeitskurven. In diesem Temperaturbereich dominiert die
Streuung an Defekten. Hier muss von einer höheren Defektstreurate bei der Bi2223-Probe
ausgegangen werden, was konsistent mit ihrer geringeren Dichte ist.
Ein ausführliches Modell (BRT-Theorie) zur theoretischen Erklärung der Wärmeleitfähig-
15European High-Temperature-Superconductors, Alzenau
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Abbildung 19: Wärmeleitfähigkeit von BSCCO: Die gesinterte Probe besteht überwiegend aus
der Phase Bi2223. Die Bi2212-Probe mit höherer Dichte wurde nach dem Schleudergussver-
fahren hergestellt.
keit in Supraleitern, speziell auch in HTS, haben Bardeen, Rickayzen und Tewordt und später
Wölkhausen entwickelt [41, 42].
Generell kann festgehalten werden, dass die Wärmeleitfähigkeit eines Kupferoxid-Hoch-
temperatur-Supraleiters sehr viel geringer ist als die eines reinen Metalls. Die stark reduzierte
Ladungsträgerkonzentration ist als Grund zu nennen. Die Wärme wird hauptsächlich durch
Phononen transportiert, wobei für T < Tc die Ladungsträger eine wichtige Rolle spielen.
MgB2 Eine Magnesium-Diborid-Probe aus polykristallinem, heiß-gepresstem (HP) Material
stand ebenfalls zur Verfügung16. Durch Laserschneiden wurde ein Probenkörper angefertigt.
Die Dichte des heiß-gepressten MgB2 beträgt etwa 2, 46 g/cm3, Supraleitung setzt bei etwa
38 K ein. In Abb. 20 ist die Wärmeleitfähigkeit gezeigt. Um die Wärmeleitfähigkeit im normal-
leitenden Zustand zu ermitteln, wurden Messungen bei 9 Tesla durchgeführt. Ähnlich wie bei
Niob, siehe Abb. 16, zeigt MgB2 einen metallischen Charakter. Die Wärmeleitfähigkeit hat
zwar kein Maximum, wie das in [44] der Fall ist, jedoch nimmt die Wärmeleitfähigkeit deut-
lich höhere Werte an als für die HTSL-Materialien. Die Messdaten lassen im SL-Zustand einen
kubischen Temperaturanstieg bei tiefen Temperaturen vermuten. Im NL-Zustand spiegelt sich
das typische lineare Verhalten der Ladungsträger wieder. Der Übergang zur Supraleitung ist
nicht erkennbar. Die Wärmeleitfähigkeit dieser binären Verbindung ist stark vom Reinheits-
grad abhängig, wie ein Vergleich mit weiteren Literaturwerten [28, 45, 46, 47, 48] deutlich
zeigt. Der RRR-Wert, hier bezogen auf den Restwiderstand bei 40 K beträgt etwa 2.
16Herkunft: T. Prikhna [43], MgB2+ 10% Ti, 800°C, 2 GPa, 1 Std.
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Abbildung 20: Wärmeleitfähigkeit einer heiß-gepressten MgB2-Probe ohne bzw. mit äußerem
Magnetfeld. Durch die doppeltlogarithmische Darstellung lässt sich im SL-Zustand grob eine
T 3 und im NL-Zustand eine lineare Temperaturabhängigkeit für tiefe Temperaturen erkennen.
An dieser Stelle soll nochmals darauf hingewiesen werden, dass die gezeigten Messungen
keinesfalls als Referenzmessungen für die jeweiligen Materialien zu interpretieren sind, sondern
nur exemplarisch die Größenordnung und den Temperaturverlauf der relevanten Materialien
reﬂektieren sollen.
2.5 Wärmeleitfähigkeit in Kompositsystemen
Wie oben ausführlich betrachtet, ist die Wärmeleitfähigkeit eines Supraleiters sehr gering,
was negative Folgen für die Stabilität eines stromdurchﬂossenen Leiters hat, wie bereits in
Kapitel 1.1 erläutert wurde. Eine parallel geschaltete Anordnung eines reinen Metalls kann
den Wärmeﬂuss und die Stromumverteilung entscheidend verbessern. Wie sich die Wärmeleit-
fähigkeit in Kompositsystemen ergibt und insbesondere der dadurch entstehende anisotrope
Charakter wird im Folgenden kurz theoretisch dargestellt.
2.5.1 Parallele Wärmewiderstände (Messung in Bandrichtung)
Analog zu Schaltkreisen in der Elektrostatik können auch Wärmewiderstände parallel ange-
ordnet werden und entsprechend den Kirchhoﬀschen Gesetzen ein resultierender Gesamtwi-
derstand bestimmt werden. Die Temperaturdiﬀerenz tritt an die Stelle einer Spannung, der
Wärmeﬂuss entspricht dem Strom. Im Falle einer Parallelschaltung addieren sich die Beiträge
der einzelnen Komponenten i zur gesamten Wärmeleitfähigkeit:
λges =
∑
i
fiλi (28)
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Abbildung 21: Schematischer Querschnitt durch ein Kompositband mit zwei unterschiedlichen
Komponenten. Fließt die Wärme normal zur Bandebene, in der Zeichnung wäre dies von oben
nach unten, sind sowohl parallele als auch serielle Wärmewiderstände zu berücksichtigen.
wobei fi = AiAges der Füllfaktor der Komponente i und λi die zugehörige Wärmeleitfähig-
keit ist. Dieses Modell paralleler Wärmewiderstände wird in Kapitel 5 zur Beschreibung der
Wärmeleitfähigkeit supraleitender Kompositstrukturen herangezogen.
2.5.2 Serielle Wärmewiderstände (Messung in zur Bandebene normalen Rich-
tung)
Geht man von einer ausschließlich seriellen Anordnung von Wärmewiderständen aus, so kann
eine eﬀektive Wärmeleitfähigkeit angegeben werden
λges =
(∑
i
li
λi
)−1
(29)
wobei li = LiLges der Anteil der Komponente i der Gesamtlänge ist.
Für ein Kompositsystem, wie es der BSCCO-AgAu-Bandleiter darstellt, ist die eﬀektive
Wärmeleitfähigkeit in Bandrichtung durch Formel 28 gegeben. Normal zur Bandrichtung sind
sowohl Wärmewiderstände parallel als auch seriell angeordnet, der Querschliﬀ in Abb. 28
und die schematische Abb. 21 verdeutlichen dies. Für eine erste, grobe Abschätzung der ef-
fektiven Wärmeleitfähigkeit normal zur Bandebene ist dieses Modell geeignet, insbesondere
wenn man als Randbedingung für die obere und die untere Fläche konstante Temperaturen
annimmt [49]. Eine realistischere Randbedingung wäre ein gleichmäßiger Wärmeﬂuss in bzw.
aus einer Begrenzungsﬂäche. Im Falle unterschiedlicher Leitfähigkeiten λ1 und λ2, und mit der
in Abb. 21 skizzierten Geometrie ist das einfache Modell der parallelen und seriellen Wärme-
widerstände nicht mehr gültig, da die Wärme nicht mehr nur axial (hier von oben nach unten)
ﬂießt, sondern sich eine transversale Komponente ausbilden wird. Messungen an BSCCO-
Bandleiterstapeln und FEM-Simulationen werden eine Aussage über die Normalkomponente
der Wärmeleitfähigkeit ermöglichen.
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3 Messung der Wärmeleitfähigkeit
Im folgenden Kapitel wird die Messung der Wärmeleitfähigkeit erklärt. Hierfür wurde ein
spezielles Messsystem ausgewählt, dass auf der Axialen-Wärmeﬂuss-Methode im stationären
Temperaturgleichgewicht beruht. Das Prinzip der Messmethode und wie es durch die verwen-
dete Apparatur realisiert ist, wird in Abschnitt 3.1 erläutert. Die Messgrößen, insbesondere
eine Rohdatenaufnahme einer Wärmeleitfähigkeitsmessung, werden in Abschnitt 3.2 darge-
stellt. Anschließend werden in 3.3 sämtliche Fehlerquellen untersucht. Um die Verwendbarkeit
des Systems zu demonstrieren, werden später in Kapitel 5.1 Referenzmessungen an unter-
schiedlichen Materialien gezeigt.
3.1 Messmethode
Zur Messung der Wärmeleitfähigkeit können mehrere Methoden angewendet werden. Für sehr
schlechte Wärmeleiter, z.B Isolationsmaterialien wie Kunststoﬀe oder Schaumstoﬀe, muss
selbst bei tiefen Temperaturen auf die dominierenden Strahlungsverluste geachtet werden.
Methoden, wie die Heizplattentechnik mit begleitendem Randheizer (guarded hot plate [50])
oder die Heizstreifenmethode, wobei der Heizer gleichzeitig als Temperatursensor dient (hot
strip methode [51, 52, 53]), sind hier geeignet. Für Temperaturen oberhalb der Raumtempe-
ratur sind selbst für gut leitende Materialien transiente Messmethoden zu bevorzugen. Die
Laserblitz-Methode (laser ﬂash methode [54]) ist als weiteres Beispiel zu nennen, wobei der
zeitliche Verlauf der Wärmestrahlung detektiert und somit die Temperaturleitfähigkeit a der
Probe bestimmt wird. Mittels einer separaten Messung der speziﬁschen Wärmekapazität cP
und der Dichte ρ kann durch λ = cP ρa die Wärmeleitfähigkeit berechnet werden.
Die Axiale-Wärmeﬂuss-Methode eignet sich für Messungen unterhalb der Raumtempera-
tur, da die Strahlungsverluste mit abnehmender Temperatur zur vierten Potenz sinken, wobei
für schlecht wärmeleitende Materialien dieser Temperaturbereich wiederum einzuschränken
ist. Das Prinzip basiert darauf, dass eine deﬁnierte Wärmeleistung Q an einem Ende der Pro-
be aufgeprägt wird. Da das andere Ende der Probe in Kontakt mit einem Kältebad ist und
somit hier eine konstante Temperatur vorliegt, wird ein Temperaturgradient dT/dx entlang
der Probe erzeugt der einen Wärmeﬂuss bewirkt. Abb. 22 veranschaulicht das Prinzip sche-
matisch. Ändert sich das Temperaturproﬁl nicht mehr mit der Zeit, so beﬁndet sich die Probe
im statischen Gleichgewichtszustand, die Wärmeleitung kann durch den Fourierschen Ansatz
beschrieben werden, in dem die Wärmestromdichte proportional zum Temperaturgradienten
ist.
Q
A
= −λdT
dx
(30)
Um die Wärmeleitfähigkeit λ zu bestimmen, muss die Querschnittsﬂäche A, die Heizleistung
Q sowie der Temperaturgradient gemessen werden. Er ergibt sich aus dem Abstand ∆x zweier
Temperaturmesspunkte und deren Diﬀerenz ∆T = TWarm − TKalt. Durch Kontaktierung in
Vierpunktkonﬁguration wird sichergestellt, dass nur der Temperaturgradient innerhalb des
Probenmaterials gemessen wird. Folgende Bestimmungsgleichung
λ =
Q∆x
A∆T
(31)
gilt im idealen Fall, bei welchem keine Wärmeverluste durch Strahlung, Restgas und Kontakt-
zuleitungen existieren.
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Abbildung 22: Schematische Darstellung der Axialen-Wärmeﬂuss-Methode.
3.1.1 Strahlungskorrekturen
Der bedeutendste Verlustkanal stellt die Wärmestrahlung QStr bei hohen Temperaturen und
der Wärmeabﬂuss über die KontaktdrähteKZul dar. Deshalb werden in Formel 31 Korrekturen
eingeführt, so dass
λ =
(
Q−QStr
∆T
−KZul
)
∆x
A
(32)
gilt. Die Strahlungsverluste können nach dem Gesetz von Stefan-Boltzmann abgeschätzt wer-
den
QStr = σ
O
2
ε
(
T 4Warm − T 4Kalt
)
(33)
hier ist σ = 5, 67 · 10−8 Wm−2K−4 die Stefan-Boltzmann-Konstante, O die Oberﬂäche und ε
die Emissivität der Probe. Unter der Annahme, dass in erster Näherung nur die Hälfte der
Probe die hohe Temperatur TWarm hat, wird die Oberﬂäche halbiert. Werte für das Abstrahl-
vermögen variieren von 0, 1 < ε < 1 entsprechend hochpolierten, metallischen Oberﬂächen
bis hin zu rauhen, oxidierten Oberﬂächen, die einem perfekten Schwarzkörper nahe kommen.
Hier ist die größte Ungewissheit enthalten, was sich in der Fehlerfortpﬂanzung wiederspiegelt
und in Abschnitt 3.3 eingehend untersucht wird. Der Wärmeabﬂuss über die Kontaktdrähte
ist ebenfalls durch deren Wärmestrahlung bestimmt, weshalb hier eine T 3 Abhängigkeit in
Bezug auf die mittlere Probentemperatur als Korrekturpolynom angenommen wird.
KZul = aT + bT 2 + cT 3 (34)
Die Koeﬃzienten werden empirisch bestimmt und haben folgendeWerte a = 1, 995·10−8WK−2,
b = 9, 555 ·10−10WK−3 und c = 1, 008 ·10−11WK−4. Zur Minimierung der Wärmeleitung von
der Probe über die Sensor- und Heizerzuleitungen zum Probenhalter, werden dünne, 5cm lange
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Abbildung 23: PPMS/ TTO mit Vakuumpumpen und Peripherie.
Manganin-Drähte verwendet. Der Einﬂuss der Korrekturen kann durch die Wahl der Geome-
trie der Probe minimiert werden. Für kurze Proben mit großem Querschnitt (Verhältnis ∆x/A
klein) ist die Wärmeleitung
K = Q/∆T = λ
A
∆x
(35)
groß und obige Korrekturen werden vergleichsweise unbedeutend. Eine quantitative Analyse
folgt in Abschnitt 3.3, sowie die experiementelle Realisierung durch die Probenpräparation
in 4.1.
3.1.2 Randbedingungen des Messsystems
Abb. 23 zeigt eine Aufnahme des verwendeten Messsystems: das Physical Property Measu-
rement System (PPMS, Quantum Design) mit der Messoption Thermal Transport Option
(TTO). Für die thermische Isolierung der Probe sorgt ein Hochvakuum. Eine Drehschieber-
vorpumpe17 kombiniert mit einer Turbomolekularpumpe18 erzeugen einen Druck von etwa
10−6 mbar. Dieser Druck im Probenraum ist ausreichend gering, so dass keine Wärmeleitung
oder gar Konvektion durch das Restgas berücksichtigt werden muss. Zur Minimierung der
Strahlungsverluste ist um die montierte Probe ein mit Gold beschichtetes Strahlungsschild
auf den Probenhalter geschraubt, so dass Probe, Halter und Schild die gleiche Temperatur
haben. Abb. 24 zeigt den Probenhalter zusammen mit dem Strahlungsschild. Zu erkennen
ist ebenfalls, dass der Deckel des Schildes abgeschraubt werden kann. Dies ist nach jeder
Montage notwendig, um sicher zu stellen, dass weder Probe noch Zuleitungen sich oder das
Strahlungsschild berühren.
17Model: DUO 010M, Pfeiﬀer Vacuum
18TurboVac 50, Leybold Heraeus
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Abbildung 24: Probenhalter mit drei Kontaktschuhen und Strahlungsschild Ø = 2, 2 cm.
Somit wird die Bedingung einer adiabatischen Isolation gewährleistet und ein axialer Wär-
meﬂuss sicher gestellt.
Die Temperaturregelung mittels Helium-Verdampferkryostat erlaubt eine Messtemperatur
von 2 K < T < 400 K. Durch die geringe Masse des Probenaufbaus sind Temperaturände-
rungsraten von 12K/min möglich. Die Probe selbst ist direkt oder durch eine Kupferzuleitung
mit dem Kältebad/ Probenhalter verbunden und hierüber stabilisiert (siehe Abschnitt 4.2).
In dem verwendeten PPMS-Messtopf sind Messungen bei Magnetfeldern bis zu 9 T möglich.
3.2 Messgrößen
Neben den Geometriegrößen wie Messlänge ∆x und Querschnittsﬂäche A muss die Heizleis-
tung Q und die Temperaturdiﬀerenz ∆T bestimmt werden. Die Heizleistung berechnet sich
aus dem ohmschen Widerstand des Heizers R - etwa 2 kΩ - und der konstanten Stromstärke
durch diesen: Q = I2R. Hierfür ist eine Kalibrationskurve des Widerstandes in Abhängigkeit
der Temperatur aufgenommen worden. Abb. 25 zeigt den Heizwiderstand als Funktion der
Temperatur zu vier unterschiedlichen Zeitpunkten. Die Widerstandswerte zeigen über Jahre
hinweg eine geringere Variation als 0, 1%. Der Strom des Heizelements wird in der Heizpha-
se konstant gehalten. Die Hardware-bedingten Stromgrenzen von 10 µA und 6 mA lassen
Heizleistungen im Bereich von 0,2 µW< Q <72 mW zu.
In Bezug auf die Messung der Temperaturdiﬀerenz stehen durch die TTO zwei Messmodi
zur Verfügung:
3.2.1 Kontinuierlicher Messmodus
Quadratische Heizpulse wechseln sich kontinuierlich mit Heizer-Aus Phasen ab. Es wird kein
thermisches Gleichgewicht erreicht. Durch Anpassung einer Exponentialfunktion an den zeit-
lichen Verlauf der Temperaturdiﬀerenz-Messdaten wird ∆T bestimmt. Eine schnelle Daten-
aufnahme bei gleichzeitiger Variation der Probentemperatur ist möglich, die allerdings höhere
Unsicherheiten durch das Fitten einschließt. Aus diesem Grund wird auf den kontinuierlichen
Messmodus verzichtet. Für eine ausführliche Beschreibung wird auf [55, 56] verwiesen.
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Abbildung 25: Kalibrationskurven des Heizelements.
3.2.2 Einzelmessmodus - Messung im thermischen Gleichgewicht
Eine Wärmeleitfähigkeitsmessung wird erst durchgeführt, wenn die Probe im thermischen
Gleichgewichtszustand ist. Mit diesem Modus sind alle, in der vorliegenden Arbeit gezeigten,
Daten aufgenommen worden. Im folgenden wird deshalb dieser Modus detailliert erläutert.
Nach Einstellung der gewünschten Messtemperatur mittels Verdampferkryostat, muss bei
ausgeschaltetem Heizer, der Probenhalter samt Strahlungsschild zunächst thermalisieren. Ent-
weder verharrt das System für eine fest vorgegebene Zeit in Ruhe oder ein Temperaturände-
rungskriterium muss erreicht werden. Die Temperatur wird durch zwei Cernox19 Sensoren
kontinuierlich überprüft. Durch die Unterbringung der Cernox-Sensoren und des Heizers auf
sogenannten Kontaktschuhen, zu sehen in Abb. 24, sind zusätzliche Zuleitungen von der Mess-
probe zu diesen Kontaktschuhen notwendig. Die Präparation dieser Kontakte wird ausführlich
in Kapitel 4 erläutert. Durch die hohen Wärmewiderstände der Sensorzuleitung (Manganin
Drähte) ist sichergestellt, dass Kontaktschuh, Sensor und Probenzuleitung, bestehend aus
Kupfer, die gleiche Temperatur wie der gewünschte Messpunkt haben. Somit wird an zwei
unterschiedlichen Stellen die absolute Temperatur TWarm und TKalt bestimmt. Das Tempe-
raturänderungskriterium ist dann erfüllt, wenn jeweils die relative Änderung beider Sensoren
kleiner als 0, 1% pro Stunde ist:
T˙Warm
TWarm
< 0, 1
%
h
∧ T˙Kalt
TKalt
< 0, 1
%
h
(36)
Ist dies der Fall wird zunächst bei abgeschaltetem Heizer die Temperaturdiﬀerenz als Oﬀset
bestimmt:
∆Taus = TWarm,aus − TKalt,aus (37)
19Model 1050
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Abbildung 26: Rohdaten bei 300 K aufgenommen an einem sechsfach BSCCO-Bandstapel.
Der Temperaturverlauf gemessen durch die beiden Cernox-Sensoren zusammen mit der Heiz-
leistung ist gezeigt. Die Zeitintervalle der Datenaufnahme sind markiert.
In der Regel wird eine Mittelwertbildung über 300 Sekunden durchgeführt. Anschließend liefert
der Heizer die verlangte, konstante Leistung, der Temperaturgradient bildet sich aus. Die
Datenaufnahme im heizenden Zustand erfolgt wiederum erst nach Erreichen des Kriteriums 36.
Aus der Temperaturdiﬀerenz bei angeschaltetem Heizer
∆Tan = TWarm,an − TKalt,an (38)
und Gl. (37) wird die der Messlänge ∆x entsprechende Temperaturdiﬀerenz errechnet:
∆T = ∆Tan −∆Taus (39)
Abb. 26 zeigt eine typische Rohdatenaufnahme der beiden Cernox-Temperatursensoren. Für
kleine Temperaturdiﬀerenzen, wirken sich Ungenauigkeiten der Temperaturmessung stark aus.
Deshalb wird versucht, sofern es die maximal zulässige Heizleistung von 72 mW erlaubt, eine
zwei bis drei prozentige Temperaturerhöhung am warmen Messpunkt TWarm zu erzeugen.
Die Messtemperatur selbst, wird aus Mittelwertbildung der vier Temperaturwerte
TWarm,aus, TKalt,aus, TWarm,an und TKalt,an bestimmt. Der, durch die Linearisierung20 ent-
stehende Fehler ist nach [22] verschwindend gering (≈ 0, 023%). Um die Güte der Wärmeleit-
fähigkeitsmessung durch die Axiale-Wärmeﬂuss-Methode im Gesamten abzuschätzen, werden
im folgenden Abschnitt die unterschiedlichen Fehlerquellen quantitativ betrachtet.
20Annahme: T -Variation sei tatsächlich proportional zu T 3 und ∆T/T = 3%.
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Abbildung 27: Probe des sechsfach BSCCO-Bandstapels. Die Geometriegrößen sind einge-
zeichnet.
3.3 Fehlerbetrachtung
Jede noch so präzise Messung ist fehlerbehaftet, insbesondere die Messung thermischer Grö-
ßen, wie die Wärmeleitfähigkeit, beinhaltet unterschiedliche Quellen der Messunsicherheit.
Typische Unsicherheiten von 3% bis 5% sind für gute Messungen in der Literatur charakte-
ristisch [3]. Für das Messsystems wird eine minimale, typische Genauigkeit der gemessenen
Wärmeleitung von 5% bzw. gestaﬀelte Wärmeleitwertfehler für unterschiedliche Tempera-
turbereiche angegeben [57]. Da die Fehlerquellen für unterschiedliche Proben stark in ihrer
Relevanz variieren können, werden im Folgenden sämtliche Messungenauigkeiten identiﬁziert.
Eine separate Bestimmung des Fehlers für jede Messprobe ist notwendig.
3.3.1 Geometriefehler
Um von der gemessenen Wärmeleitung K = Q/∆T auf die Wärmeleitfähigkeit λ schließen zu
können, muss die Geometrie der Probe gemessen werden, siehe Formel 32. Prinzipiell handelt es
sich bei den Messproben stets um senkrechte Prismen, meistens um Quader oder Zylinder. Um
die Begriﬀe Länge, Breite und Höhe einheitlich zu nutzen, ist in Abb. 27 eine prismatische
Probe mit den genannten Maßen beschriftet. Abweichungen von einem senkrechten Prisma
können beispielsweise bei den Mehrfachstapeln der BSCCO-Bänder, bei gegossenen Proben
oder bei schwer zu bearbeitetenden Materialien, wie Supraleiter-Einkristalle, auftreten. In den
beiden erst genannten Fällen kann durch Mittelwertbildung die Querschnittsﬂäche (Höhe mal
Breite) ausreichend genau bestimmt werden. Für die NdBa2Cu3Ox (Nd123) Probe muss ein
Fehler in der Flächenbestimmung von ∆A/A = 10% angenommen werden, da hier sowohl die
Höhe (etwa 1,1 mm) als auch die Breite (etwa 1,5 mm) des Kristalls keinesfalls eben ist.
Für Proben, welche eine geringere Höhe als 0, 5mm haben und mittels zerspanendemWerk-
zeug geformt wurden, ist ab einer Oberﬂächenrauhigkeit von 20 µm, diese zu berücksichtigen.
Die in Abb. 27 gezeigte Probe eines BSCCO sechsfach Stapels ist nur in erster Näherung
ein Quader. Zwei Korrekturen sind für die Berechnung der Querschnittsﬂäche erforderlich:
 Berücksichtigung der Wölbung der Einzelbänder und somit des gesamten Stapels.
 Seitliche Einbuchtungen im Bereich des Lotes.
Abb. 28 zeigt einen Querschliﬀ21 eines solchen sechsfach Stapels. Anhand dieser mikroskopi-
21Freundlicherweise zur Verfügung gestellt durch die Firma EHTS.
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Abbildung 28: Querschliﬀ des sechsfach BSCCO-Bandstapels. Die bauchige Gestalt der Bän-
der, sowie die Einbuchtungen seitlich im Bereich der Lötung sind deutlich zu erkennen. Die
feinen schwarzen Bereiche sind die BSCCO-Filamente (121 pro Band), die in eine Silber-Gold
Legierung eingebettet sind (hell). Zwischen den sechs Bändern beﬁndet sich ein SnAg-Lot
(dunkel).
schen Aufnahme kann die Abweichung von einem Quader genau ermittelt werden. Steht für
eine Probe kein Querschliﬀ dieser Qualität zur Verfügung, muss die Korrektur abgeschätzt
werden. In diesen Fällen wird ein erhöhter Flächenfehler angenommen.
Der Messlängenfehler beruht in erster Linie auf der endlichen Ausdehnung der angekleb-
ten Kontaktzuleitung. Durch die Umstellung von rechteckigen Kupferzuleitungen (0,6 mm x
0,25 mm) auf runde Drähte (Ø=0,4 mm), konnte die Unsicherheit der Kontaktstelle dras-
tisch reduziert werden, siehe auch Abschnitt 4.4. Dabei wird angenommen, dass idealerweise
ein linienförmiger Kontakt zwischen Kupferdraht und Messprobe existiert. Der Einﬂuss des
umgebenden Epoxid Klebers ist vernachlässigbar, da dieser verglichen mit dem direkten Kup-
ferkontakt nur schlecht die Wärme leitet. Folglich wird die Messlänge von Mitte zu Mitte des
Kupferdrahtes bestimmt. Bei einer Messgenauigkeit von 0,1 mm sollte eine Probe mindestens
∆x > 3 mm sein, damit der relative Fehler unter 3% bleibt. Für schlecht leitende Materialien
tritt somit diese Forderung in Gegensatz zu der gewünschten kurzen Messlänge, welche für
eine hohe Wärmeleitung notwendig ist, um die Strahlungskorrekturen zu minimieren.
Desweiteren ist speziell bei den dünnen, breiten YBCO-Bändern darauf zu achten, dass
die Wärme symmetrisch eingekoppelt wird und die Zuleitungen der Temperatursensoren auf
den Isothermen zu liegen kommen. Für die oftmals simultan durchgeführten elektrischen Wi-
derstandsmessungen kann dies eine signiﬁkante Fehlerquelle darstellen, da hier der Strom
nicht symmetrisch eingekoppelt wird, sondern an der Stelle, an der die Zuleitung die Probe
direkt berührt. Die Ursache liegt in der deutlich schlechteren elektrischen Leitfähigkeit des
Epoxidklebers, die mehrere Größenordnungen geringer ist als die von Kupfer. Für die Wär-
meleitfähigkeit beträgt dieser Unterschied nur etwa zwei Größenordnungen, weshalb man hier
von einer symmetrischen Einkopplung ausgehen kann.
Zusammenfassend ist festzuhalten, dass der Geometriemessfehler individuell für jede Probe
bestimmt wird. Für große Proben (Länge > 8 mm; Breite, Höhe, Durchmesser > 1 mm) mit
wohl deﬁnierten Grenzﬂächen sind die Geometriefehler vernachlässigbar klein. Im Falle sehr
kurzer oder dünner Proben kann der relative Geometriefehler größer als 3% werden. Eine ex-
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treme Ausnahme stellt der NdBa2Cu3Ox-Kristall dar, da die Begrenzungsﬂächen parallel zu
den ab-Ebenen nicht planparallel präpariert werden konnten. Diese Probe wurde aufgrund ih-
rer geringen Ausmaße in Zweipunktkonﬁguration kontaktiert, was eine zusätzlich Unsicherheit
durch Kontaktwiderstände hervorruft.
3.3.2 Temperaturfehler
Die Temperaturen an den Messpunkten werden mit Cernox-Sensoren absolut gemessen. Cernox-
Sensoren zeichnen sich durch eine hohe Sensitivität über den gesamten Temperaturbereich und
durch eine geringe Magnetfeldabhängigkeit aus [58]. Beide Cernox-Sensoren wurden vor der
Inbetriebnahme kalibriert, siehe Abb. 29. Der Speisestrom der Cernox-Sensoren wird auto-
matisch durch die Experimentsteuerung der Temperatur angepasst. Somit kann die Eigen-
erwärmung auch bei kryogenen Temperaturen für eine absolute Messung der Temperatur
vernachlässigt werden.
Wird jedoch eine Temperaturdiﬀerenz nach Gl. (37) und (38) bestimmt, kann eine zwi-
schenzeitliche Änderung des Speisestroms den Oﬀset ∆Taus signiﬁkant ändern, und somit
einen Fehler in der Bestimmung von ∆T mittels Gl.(39) hevorrufen. Dies wird teilweise bei
Messwerten beobachten, für welche die Messtemperatur von niedrigen Werten aus angefah-
ren wird. Die automatische Steuerung regelt zu Beginn des Heizpulses den Speisestrom nach,
da höhere Temperaturen gemessen werden. Der zuvor bestimmte Oﬀset ist nicht mehr gültig
und der Messpunkt muss durch den Experimentator verworfen werden. Um die individuelle
Überprüfung und vorallem den Messzeitverlust zu umgehen, kann bei Anfahren der Mess-
temperatur von tiefen Werten aus, vor der Thermalisierung eine 3% Temperaturerhöhung
durchfahren werden. Der Cernox-Speisestrom wird direkt auf ein höheres Niveau eingestellt
und nicht während der Messung nachgeregelt.
Durch die Vorgehensweise über Messung von Absoluttemperaturen und die Oﬀset-Bestim-
mung ∆Taus, kann die Temperaturdiﬀerenz ∆T höchstens so genau bestimmt werden, wie
die Variation des Oﬀset mit der Temperatur am Messpunkt ist. Steigt der Oﬀset monoton
an, handelt es sich dabei um einen systematischen Fehler, der die Wärmeleitfähigkeit stets
geringer erscheinen lässt. Signiﬁkant wird dieser Beitrag für sehr gut wärmeleitende Proben
im Bereich tiefer Temperaturen. Im kritischen Temperaturbereich unterhalb von 30 K nimmt
∆Taus mit zunehmender Temperatur etwa linear zu. Der Steigungskoeﬃzient kann in diesem
Bereich konservativ mit 0,004 K/K abgeschätzt werden. Zur Bestimmung des relativen Fehlers
von ∆T wurde folgende Formel verwendet:
∆(∆T )
∆T
=
0, 004 (TWarm,an − TWarm,aus)
∆T
(40)
Der Ausdruck in der Klammer stellt die Temperaturerhöhung am warmen Thermometer wäh-
rend einer Messung dar. Dass diese Temperaturerhöhung keinesfalls gleichbedeutend mit ∆T
ist, zeigt Abb. 26 der Rohdaten. Im gezeigten Fall bleibt jedoch der relative Fehler unter 1%
da ∆T selbst genügend groß ist. Im Falle hochleitender Metalle wie z.B. bei Proben aus Silber,
Aluminium oder Kupfer, aber auch bei den supraleitenden Kompositleitern, die reine Metalle
in ihrem Aufbau enthalten, ist im Bereich des Wärmeleitfähigkeitsmaximums und darunter
die Temperaturerhöhung um ein Vielfaches größer als die zu messende Temperaturdiﬀerenz
∆T . Der relative Fehler ist für die Aluminium und die Cu-OFE-Probe bei 4 K etwa 30%.
Für steigende Temperaturen nimmt dieser Fehler jedoch stark ab, für T > 20 K ist er bereits
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Abbildung 29: Kalibrationskurven der beiden Cernox Sensoren zu zwei verschiedenen Zeit-
punkten. Links (rechts) der Cernox-Sensor der stets Tkalt (Twarm) misst.
unter 10% gesunken. In Tabelle 3 sind für beispielhaft ausgewählte Proben die Fehler in ∆T
aufgeführt.
Die Bestimmung der absoluten Messtemperatur selbst, hängt von der Genauigkeit der
Cernox-Sensoren ab. In Abb. 29 sind die Kalibrationskurven der beiden Cernox-Sensoren ge-
zeigt. Die Kalibrationsroutine wurde nach zwei Jahren wiederholt, um langfristige Veränderun-
gen zu erkennen. Hierbei wurde eine Widerstandsänderung um etwa 1% bei Raumtemperatur
und 2% bei 4 K gemessen. Bei zusätzlichem Vergleich von Messungen der Sprungtemperatu-
ren Tc unterschiedlicher Proben des gleichen Supraleiters, wird eine Variation bis zu 1% be-
stätigt. Die absolute Messtemperatur kann folglich mit einer Unsicherheit von 1% bei Raum-
bis 2% bei kryogenen Temperaturen ermittelt werden.
3.3.3 Fehler der Heizleistung
Der Fehler in der Heizleistung setzt sich zusammen aus dem Fehler des Widerstandes, welcher
kleiner als 0,1% ist, siehe Kalibrationskurve in Abb. 25, und dem Fehler des Stromes. Laut
Hersteller kann ein minimaler Strom von 10 µA auf 0,02 µA konstant eingestellt und gehalten
werden. Somit ist der resultierende Fehler der Heizleistung vernachlässigbar klein (<0,23%).
3.3.4 Fehler aufgrund der Strahlungskorrektur
Diese Fehlerquelle wird für alle Proben bei hohen Temperaturen relevant, wobei der Begriﬀ
hohen probenspeziﬁsch ist. Wie in Abschnitt 3.1.1 gezeigt wurde, können die Verluste auf-
grund von Wärmestrahlung durch das Stefan-Boltzmann-Gesetz (33) abgeschätzt werden. Da
in der Regel für die Emissivität kein genauer Wert bekannt ist, sondern grobe Richtwerte her-
angezogen werden müssen, entsprechend der Oberﬂächenbeschaﬀenheit der Probe, hat diese
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Korrektur eine sehr beschränkte Genauigkeit. Gleiches gilt für die Korrektur der Wärmeleitung
entlang der Zuführungen KZul, da diese ebenfalls in Strahlungsverlusten gründet. Desweiteren
werden in Formel (33) zur Berechnung der Korrektur die Temperaturen Twarm und Tkalt ein-
gesetzt, welche bei einer Vierpunktmessung deutlich innerhalb der Probe abgegriﬀen werden.
Somit ist der tatsächliche Temperaturunterschied zwischen dem Heizer und dem Kältebad und
folglich auch die Strahlungskorrektur QStr systematisch zu gering angenommen. Als konser-
vative Abschätzung des Fehlers wird deshalb die relative Strahlungskorrektur selbst auch zur
Fehlerabschätzung der Strahlungsverluste verwendet.
Für schlecht leitende Materialien bei Raumtemperatur kann die Abschätzung der Strah-
lungskorrektur von der gleichen Größenordnung sein wie die Wärmeleitung selbst. In diesen
Fällen würde folglich der Fehler auf 100% anwachsen. Die Grenzen dieser Methode werden
deutlich sichtbar, weshalb der Temperaturbereich einzuschränken ist.
Generell kann der Einﬂuss der Korrekturen und somit der Fehler minimiert werden, in
dem die Geometrie geeignet gewählt wird. Wobei eine Messlängenreduktion wiederum den
relativen Fehler der Größen ∆x und ∆T anwachsen lässt. Eine Zusammenstellung aller Fehler
und ihre Fortpﬂanzung wird in Tabelle 3 für sämtliche Proben gegeben.
3.3.5 Gesamte Messunsicherheit
Die, in den letzten Abschnitten erarbeiteten relativen Fehler werden für jede Probe geometrisch
addiert. Die Gesamtheit aller Proben kann grob in drei Kategorien eingeordnet werden:
 Proben mit geringer Wärmeleitung: bei tiefen Temperaturen dominiert der Geometrie-
fehler; bei hohen Temperaturen überwiegt der Fehler aufgrund der Strahlungskorrektur,
was gegebenenfalls zur Einschränkung des Temperaturbereichs führt.
 Proben mit einer Wärmeleitung im Bereich von 5 mW/K < K < 20 mW/K bei Raum-
temperatur und keinem ausgeprägten Wärmeleitfähigkeitsmaximum bei kryogenen Tem-
peraturen: alle Einzelfehler sind auf einem geringen Niveau, die gesamte Messunsicher-
heit ist in den meisten Fällen unter 5%.
 Proben mit sehr hoher Wärmeleitung: die Messung der Temperaturdiﬀerenz verursacht
die größte Unsicherheit, jedoch überwiegend nur bei Temperaturen unterhalb von 10 K.
In Tabelle 3 sind beispielhaft Proben aus diesen Kategorien, deren Fehlerquellen, der resultie-
rende Gesamtfehler sowie der relevante Temperaturbereich dieser Fehler aufgeführt. Für den
gesamten Fehler der Nd123-Probe wurde aufgrund der Zweipunkt-Anordnung der Kontakte
eine zusätzlich Unsicherheit von 10% angenommen.
Um die Eignung des Messsystems zu demonstrieren, werden im Abschnitt 5.1 verschiedene
Messungen an Referenzmaterialien gezeigt.
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Tabelle 3: Für beispielhaft ausgewählte Proben sind die einzelnen Fehler tabelliert. Es sind
jeweils die maximalen, relativen Fehler mit der zugehörigen Temperatur in Klammern ange-
geben. Die gesamte maximale relative Messunsicherheit der Wärmeleitfähigkeit ist der letzten
Spalte zu entnehmen.
relativer Fehler Geometrie Temperaturdiﬀerenz Strahlungskorrektur ges. relativer
Fehler
GF-RP 5% 1% (4K) 3% (200K) 6%
YBCO-Band 5% < 1% für alle Temp. 7% (200K) 8,7%
Edelstahl 3% 2% (4K) 7,7 % (300K) 8,5%
BSCCO-Band 4% 0,7% (4K) 2,2% (300K) 4,6%
Kupfer OFE 1,5% 32% (4K) 2% (300K) 32%
MgB2-Draht 2% 12% (4K) 5% (300K) 15%
Nd123 10% < 1% für alle Temp. 5% (200K) 15%
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4 Probenpräparation
Diesem Thema ist ein komplettes Kapitel gewidmet, da die Probenpräparation ein kritischer
Punkt der Wärmeleitfähigkeitsmessung darstellt. Sie ist zeitintensiv und aufwändig, da an jede
Messprobe mindestens zwei, in der Regel vier, Zuführungen angebracht werden müssen. Diese
aufwändige Vorarbeit ermöglicht allerdings eine zügige Probenmontage auf dem Probenhalter.
4.1 Wahl der Probengeometrie
Um möglichst im dynamischen Messbereich des Physical Property Measurement Systems zu
liegen, ist die Geometrie der Probe geeignet zu wählen, siehe Kapitel 3 und [55, 57]. Schlechte
Wärmeleiter, wie z.B. Kunststoﬀe oder Isolationsmaterialien, sollten eine große Querschnitts-
ﬂäche und eine kurze Messlänge besitzen, währenddessen gute Wärmeleiter, wie z.B. reine
Metalle, eine lange, dünne Form haben sollten. Durch grobe Abschätzung der zu messenden
Wärmeleitfähigkeit vorab, kann somit eine Wärmeleitung K, siehe Gl. (35), der Messprobe
in einem Bereich zwischen 5 mW/K und 20 mW/K bei Raumtemperatur erzielt werden. Ist
die Wärmeleitung geringer als diese untere Grenze, werden zum einen die Messzeiten ver-
gleichsweise lang und zum anderen steigt die Messunsicherheit aufgrund der abgeschätzten
Strahlungskorrekturen drastisch an, siehe Abschnitt 3.3. Kann die Geometrie einer schlecht
leitende Probe nicht geeignet gewählt werden, muss der Messbereich für hohe Temperaturen
eingeschränkt werden.
Übersteigt die Wärmeleitung die obere Grenze, so kann das Heizelement nicht mehr die
nötige Heizleistung (maximal 72 mW) liefern, um bei hohen Temperaturen einen Tempera-
turanstieg von 3% der absoluten Temperatur zu gewährleisten. Für Proben mit ausgeprägtem
Leitfähigkeitsmaximum bei tiefen Temperaturen übersteigt die Wärmeleitung Werte von über
100 mW/K. Ist dies der Fall, wird der Fehler in der Bestimmung der Temparaturdiﬀerenz
groß, siehe Abschnitt 3.3.2.
Die oben genannten Grenzen bei Raumtemperatur sind ﬂießend und lassen sich teilweise
durch das beschränkte Volumen im Probenhalter aber auch durch vorgegebene Probenstruk-
turen nicht einhalten. So z.B. ist die Querschnittsﬂäche der HTS-Bänder strikt vorgegeben
und nur noch die Probenlänge der Bänder frei wählbar. Die speziellen Geometrieprobleme
dieser Messproben wurden in Abschnitt 3.3.1 genauer betrachtet.
Tabelle 4 fasst einige gewählte Maße, die gemessene Wärmeleitfähigkeit bei Raumtempe-
ratur und die resultierende thermische Wärmeleitung für repräsentativ ausgewählte Proben
zusammen. Dass nicht alle Beispiele im genannten dynamischen Messbereich liegen, ist deutlich
zu sehen. Für das YBCO-Band und die GFK Probe war dies nicht möglich, weil ansonsten
die Temperaturmesspunkte unter 3 mm entfernt voneinander sind, was einerseits nur noch
schwer präparierbar ist und andererseits den relativen Fehler in der Messlängenbestimmung
groß werden lässt.
4.2 Zweipunkt- und Vierpunktmessung
Die Vorteile der Vierpunktmessung gegenüber der Zweipunktmessung sind die Gleichen wie
bei elektrischen Messungen auch: Vermeidung von zusätzlichen Widerständen (thermisch oder
elektrisch) durch die Messleitungen und durch die Kontaktstellen. Nach Möglichkeit wurde
deshalb immer die Vierpunktanordnung gewählt.
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Tabelle 4: Beispielhaft ausgewählte Proben und deren Geometrie, sowie die berechnete Wär-
meleitung bei Raumtemperatur.
Probe Länge Querschnittsﬂäche Wärmeleitfähigkeit Wärmeleitung
[mm] [mm2] [W/Km] [mW/K]
GFK 3,57 6,8 0,52 1,0
Stycast 3,22 27,62 1,13 9,7
Edelstahl 13,76 16,12 12,4 14,5
YBCO-Band 4,9 1,3 18 4,8
MgB2-Draht 8,4 1,60 40,5 7,7
BSCCO-Band 5,51 0,81 144 21,2
Kupfer 22,2 0,98 382 16,9
Abbildung 30: Edelstahl Probe: vor der Befestigung der Kupfer-Zuleitungen, danach und mon-
tiert auf dem Probenhalter.
Die Aufnahmen in den Abbildungen 30 und 32 sollen die unterschiedlichen Präparations-
möglichkeiten und die endgültige Montage auf dem Probenhalter demonstrieren. Abb. 30 zeigt
beispielsweise die Edelstahl Probe in drei unterschiedlichen Präparationsstadien. Anhand die-
ser Probe wurden exemplarisch sowohl eine Zwei- als auch eine Vierpunktmessung durch-
geführt. Aus dem Rohmaterial wurde ein quadratisches Prisma mit Seitenlänge 4 mm und
Höhe 16 mm angefertigt. Zur besseren Fixierung der Thermometerzuführungen und zu einer
genaueren Bestimmung der Messlänge, wurden zusätzlich zwei Nuten in die Edelstahlprobe
gesägt, wie im linken Teil zu sehen ist. Das mittlere Bild zeigt die bereits präparierte Probe.
An die Stirnﬂächen wurden jeweils eine vergoldete Kupferscheibe mit jeweils zwei Kontaktste-
gen und in die Nuten der Edelstahlprobe 0,25 mm starke, vergoldete Kupferzuführungen mit
Stycast 2850FT geklebt. Hier ist bei der Präparation darauf zu achten, dass die Klebeﬂäche
der Thermometerzuführungen nicht mit der Klebung der Scheiben überlappt. Im rechten Teil
von Abb. 30 ist die Edelstahlprobe in Vierpunktkonﬁguration auf dem Probenhalter montiert.
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Abbildung 31: Im oberen Teilbild ist der Wärmewiderstand der Edelstahl-Probe für beide
Konﬁgurationsmöglichkeiten und der daraus resultierendeWärmewiderstand der Kontaktstelle
für die Zweipunktmessung gezeigt. Der untere Graph zeigt die Wärmeleitfähigkeit für beide
Konﬁgurationsmöglichkeiten.
Die Wärme ﬂießt über die vergoldete Kupferscheibe in die obere Stirnﬂäche der Probe. Die
Temperatursensoren sind hiervon räumlich getrennt durch die zusätzlichen Zuführungen. Über
die untere Kupferscheibe, welche fest in den Probenhalter eingespannt ist, ﬂießt die Wärme
in das Kältebad ab. Für die Zweipunktmessung waren die Thermometerkontaktschuhe direkt
an die Stege der Kupferscheiben geklemmt. Somit war im Messsignal der Wärmewiderstand
der Kontaktstelle enthalten.
Das Ergebnis beider Messungen ist in Abb. 31 zu sehen. Wird der Wärmewiderstand der
Vierpunktmessung von dem der Zweipunktmessung subtrahiert, so kann der Kontaktwider-
stand für die vorliegende Zweipunktmessung abgeschätzt werden. Er nimmt mit sinkender
Temperatur zu, entsprechend der sinkenden Wärmeleitfähigkeit des verwendeten Epoxydkle-
bers. Für dieses Beispiel wäre eine Zweipunktmessung mit einem zusätzlichen systematischen
Fehler von etwa 10% behaftet, was den eingezeichneten Fehler durch die restlichen Größen, wie
er in Abschnitt 3.3 beschrieben wurde, deutlich übersteigt. Für gute und sehr gute Wärmelei-
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ter, wie z.B. alle reinen Metalle und Legierungen, ist deshalb unbedingt die Vierpunktpräpara-
tion zu wählen. Für schlechte Wärmeleiter, wie z.B. GFK, kann auch eine Zweipunktmessung
ausreichen, da der Kontaktwiderstand im Vergleich zum Wärmewiderstand der Messprobe
vernachlässigbar klein ist. An Proben mit geringem Durchmesser, wie z.B. die MgB2-Drähte,
sind nur drei Zuführungen angeklebt, weil diese Proben direkt in die Halterung des Kälte-
bads eingeklemmt werden können und somit die thermische Ankopplung über den vierten
Kupferdraht entfällt.
4.3 Verwendete Epoxydkleber
Die Kontaktierung aller Proben fand durch Klebung entweder mit EPO-TEK® H20E [59] oder
mit schwarzem STYCAST® 2850FT [60] statt. Eine Lötung der Zuführungen an metallische
Proben wäre auch denkbar, jedoch wurde aus drei Gründen darauf verzichtet:
1. Da die Proben unterschiedlichste Metalloberﬂächen besitzen, wäre jede Lötung indivi-
duell bezüglich Lot, Temperatur und Flussmittel zu optimieren gewesen. Die Anzahl der
Probenstücke je Material lässt dies oft nicht zu.
2. Ein großer Teil der Proben besteht aus supraleitenden Kompositen. Um die supralei-
tenden und thermischen Eigenschaften des Festkörpers nicht zu ändern, sollte auf eine
Behandlung mit hohen Temperaturen, wie sie bei einer Lötung üblich sind, verzichtet
werden.
3. Die verwendeten Kleber ermöglichen eine exaktere Probenpräparation als eine Lötung.
Die speziﬁschen Eigenschaften der beiden Kleber werden in den folgenden Unterabschnitten
erläutert.
4.3.1 EPO-TEK H20E
Dieser zweikomponentige Epoxydkleber ist elektrisch leitend, da Silberpartikel in beiden Kom-
ponten enthalten sind. Er hat eine pastöse Konsistenz. Nach dem Anrühren kann dieser Kleber
etwa vier Tage verarbeitet werden, bevor er bei Normalbedingungen aushärtet. Dies sind zwei
entscheidende Vorteile im Vergleich mit STYCAST. Der Aushärtprozess kann durch Erhitzen
auf max. 100°C zeitlich verkürzt werden, so dass nacheinander die Zuführungen für eine Vier-
punktmessung angeklebt werden können. Die Scherfestigkeit bei Raumtemperatur beträgt laut
Hersteller 10 MPa, was ausreichend ist, um bei kleinster Klebeﬂäche (etwa 1 mm2) die Kup-
ferdrahtzuführungen und die Kontaktschuhe zu halten. Für großﬂächige Klebungen, beispiels-
weise bei der Präparation der Edelstahl Proben, müssen die unterschiedlichen thermischen
Ausdehnungskoeﬃzienten berücksichtigt werden. Da Kupfer einen geringeren Ausdehnungs-
koeﬃzienten als EPO-TEK H20E besitzt, lösten sich die vergoldeten Kupferscheiben von der
Messprobe ab. Durch Aufrauhen der vergoldeten Oberﬂäche kann dies verhindert werden. Für
weitere technische Details zu EPO-TEK H20E wird auf [59] verwiesen. Neben der elektrischen
Leitfähigkeit bewirken die Silberpartikel auch eine höhere Wärmeleitfähigkeit im Vergleich zu
normalen Epoxidklebern, was für die Wärmeleitfähigkeitsmessungen vorteilhaft ist. Die Wär-
meleitfähigkeitskurve als Funktion der Temperatur ist aus Schaubild 33 zu entnehmen. Für
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Abbildung 32: Messprobe aus EPO-TEK H20E, präpariert mit vergoldeten Kupferscheiben
und montiert auf dem Probenhalter.
diese Messung wurde ein EPO-TEK H20E Zylinder gegossen, anschließend die Kupferschei-
ben mit dem gleichen Kleber befestigt und in Quasi-Vierpunktanordnung gemessen. Da der
Epoxydkleber selbst Messprobe ist, kann die Kontaktklebung der Kupferscheiben zur Mess-
länge addiert werden, was die Bezeichnung Quasi-Vierpunktanordnung rechtfertigt. Abb. 32
zeigt eine Fotographie des montierten Messzylinders auf dem Probenhalter. Die Messlänge
zwischen den beiden Kupferscheiben beträgt 7,68 mm die Querschnittsﬂäche 30,4 mm2. Das
Messergebnis zeigt die typische Wärmeleitfähigkeit eines Epoxyd-Harzes, die jedoch aufgrund
der Silberpartikel im Kleber signiﬁkant erhöht ist.
4.3.2 STYCAST 2850FT
STYCAST wird sehr häuﬁg bei Tieftemperaturanwendungen eingesetzt, wenn unterschiedli-
che Komponenten thermisch und mechanisch gekoppelt werden müssen. Dieser Epoxydkleber
zeichnet sich durch gute mechanische Eigenschaften bei tiefen Temperaturen aus [60]. Der hier
verwendete schwarze Typ wird mit dem Katalysator 24LV angerührt und ist anschließend etwa
eine Stunde lang verarbeitbar. Der Aushärtprozess kann ebenfalls durch höhere Temperaturen
verkürzt werden. Rein qualitativ wird eine stärkere Adhäsion des STYCAST im Vergleich zu
EPO-TEK H20E beobachtet. Beispielsweise konnten alle STYCAST Klebungen die thermi-
schen Ausdehnungskräfte bei Abkühlung widerstehen, selbst bei polierter Goldoberﬂäche. Die
erhöhte Wärmeleitfähigkeit wird durch Aluminiumoxidpartikel gewährleistet, weshalb keine
elektrische Leitfähigkeit vorhanden ist. Zur Messung der Wärmeleitfähigkeit wurde wiederum
ein STYCAST Zylinder gegossen und in Quasi-Vierpunktanordnung, wie oben beschrieben,
kontaktiert. Das Ergebnis in doppelt logarithmischer Auftragung ist Abb. 33 zu entnehmen.
Die Wärmeleitfähigkeit des STYCAST ist geringfügig niedriger als die des EPO-TEK Klebers.
Jedoch ist nochmal darauf hinzuweisen, dass beide Kleber eine erhöhte Wärmeleitfähigkeit im
Vergleich zu Standard-Epoxy-Klebstoﬀen besitzen [61]. Für eine Vierpunktmessung ist der
Kontaktwiderstand irrelevant, jedoch gewährleistet eine hohe Wärmeleitfähigkeit der Kleber
in jedem Fall eine kürzere Zeitkonstante bei der Einstellung des thermischen Gleichgewicht-
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Abbildung 33: Wärmeleitfähigkeit der verwendeten Epoxydkleber: EPO-TEK H20E schwarze
Quadrate, STYCAST rote Kreise.
zustandes.
Das entscheidende Kriterium zur Wahl des Klebers ist die elektrische Leitfähigkeit. So
wurden fast alle metallischen Proben mit EPO-TEK H20E präpariert und ausschließlich bei
der Kontaktierung von Isolatoren STYCAST 2850FT verwendet.
4.4 Gestalt der Zuführungen
Um die Wärmeleitfähigkeitsproben mit den Temperatursensoren, dem Heizer und dem Käl-
tebad zu verbinden, werden Kupferzuführungen in unterschiedlichen Geometrien eingesetzt.
Großﬂächige Proben werden mit vergoldeten Kupferscheiben kontaktiert, wobei die Klebeﬂä-
che angerauht wird. Abb. 30 und 32 zeigen Beispiele für diese Art der Zuführungen. Jeweils
zwei abgehende Stege können direkt in die Kontaktschuhe für die Temperatursensoren bzw.
den Heizer mittels M1-Schraube eingeklemmt werden. Diese Kupferscheiben werden auch zur
Kontaktierung der HTSL-Bänder benutzt. Hierbei kann die Querschnittsﬂäche aufgrund ih-
rer geringen Ausdehnung
(
< 1, 3 mm2
)
nicht frontal kontaktiert werden, sondern Wärme und
Strom werden über die Oberﬂäche eingekoppelt. Für BSCCO-Bänder, die eine typische Breite
von 4 mm haben, wird die Kupferscheibe auf ein rechteckiges Format zugeschnitten und mit
einer Überlappung der Flächen von etwa 2 mm mit EPO-TEK H20E angeklebt. Die untersuch-
ten YBCO-Bänder hatten Breiten bis zu 12,4 mm. Um eine gleichmäßige Wärmeeinkopplung
auf der gesamten Breite zu gewährleisten, werden die vergoldeten Kupferscheiben durch Wal-
zen verbreitert22 und mit EPO-TEK H20E auf etwa 1 mm Überlapp befestigt.
22Reduzierung der Dicke von 0,25 mm auf 0,12 mm.
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Für die Spannungs- bzw. Temperaturmesspunkte wird ein versilberter Kupferdraht Ø =
0, 4mm verwendet. Seine idealerweise linienförmige Kontaktﬂäche erlaubt eine exaktere Mess-
längenbestimmung als ein rechteckiger vergoldeter Kupferleiter (0, 6 mm× 0, 25 mm) mit ver-
gleichweise breiter Auﬂageﬂäche. Bei schlechtleitenden Proben kann über diese 0,6 mm breite
Kontaktﬂäche sowohl Wärme als auch Strom ﬂießen, was die Ungenauigkeit der Messlängen-
bestimmung erhöht, siehe 3.3. Dieser Rechteck-Kupferleiter wird allerdings zur Kontaktierung
der Heizer-Zuleitung an Drähten mit einem größeren Durchmesser als 0,5 mm eingesetzt, da
diese nicht mehr direkt in den Heizer-Kontaktschuh eingeklemmt werden können. So wird
beispielsweise eine Schlaufe aus obigem Rechteck-Kupferleiter um die MgB2 -Kompositproben
gelegt und mit EPO-TEK H20E verklebt. Diese Proben werden überwiegend in horizontaler
Ausrichtung auf dem Probenhalter montiert.
Es bleibt festzuhalten, dass durch die variable Gestaltung mittels unterschiedlicher Kleber
und abgestimmter Formen der Zuführungen für annähernd jeden Probentyp eine optimale
Kontaktierung realisiert werden kann. Ausnahmen bilden die Proben mit extremen Geome-
trieverhältnissen, wie z.B. die breiten YBCO-Bänder oder die Nd123-Probe.
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5 Messergebnisse und Diskussion
Bevor die Ergebnisse an supraleitenden Kompositsystemen diskutiert werden, werden Refe-
renzmessungen an verschiedenen Materialien gezeigt, um die Verwendbarkeit des Messsystems
zu demonstrieren.
Anschließend werden drei Kompositleitersysteme intensiv untersucht: MgB2-Drähte, YBCO-
und BSCCO-Bandleiter. Sie zeichnen sich durch ein hohes Anwendungspotential aus [2].
Die Ergebnisse von MgB2-Drähten werden in Abschnitt 5.2 gezeigt und der unterschiedliche
Aufbau mit dem Modell der parallelen Wärmewiderstände verglichen. Anschließend soll das
YBCO-Bandleitersystem betrachtet werden. Die Dicke der stabilisierenden Silberschicht ist
dort die dominierende Größe, die die Wärmeleitfähigkeit dieses Kompositsystems bestimmt.
Abschließend wird das BSCCO-Bandleitersystem untersucht. Die weitere Verschmelzung der
Einzelbänder zu Bandleiterstapel ermöglicht auch die Messung der Wärmeleitfähigkeit in Rich-
tung senkrecht zur Bandebene. Eine verbesserte Modellierung des Verhaltens des Supraleiters
unter thermischen Störungen wird dadurch möglich, was im abschließenden Kapitel 6 gezeigt
wird.
5.1 Referenzmessungen
Zur Inbetriebnahme und Charakterisierung der Messeinrichtung TTO/ PPMS wurden Mes-
sungen an Referenzmaterialien durchgeführt. Von der französischen Forschungseinrichtung
Commissariat à l'énergie atomique Grenoble (CEA) wurden zwei Referenzmaterialien zur Ver-
fügung gestellt, eine Aluminiumprobe und ein glasfaserverstärkter Kunststoﬀ (GF-RP) [62].
Ein Vergleich ist hier nur schwer möglich, da die bereitgestellten Referenzdaten keine Angaben
zur Messunsicherheit enthalten. Desweiteren ist eine interne Referenzprobe aus Nickel durch
die TTO gegeben [63]. Für den Temperaturbereich von 283 K bis 313 K wurde eine Polyme-
thylmethacrylat (PMMA, Plexiglas) Probe von der Physikalisch-Technischen Bundesanstalt
(PTB) als Gebrauchsnormal erworben [4]. Leider wird kein Gebrauchsnormal für Messungen
bei kryogenen Temperaturen bereitgestellt.
5.1.1 Aluminium, CEA
Zur Verfügung stand ein Aluminium Quader mit den Dimensionen 5 mm x 5 mm x 60 mm. Die
zu erwartende hohe Wärmeleitung aufgrund der großen Querschnittsﬂäche galt es zu reduzie-
ren. Hierfür wurden zwei Proben in der Werkstatt hergestellt: Probe I (Höhe = 0,5 mm, Brei-
te = 1,6 mm, Länge = 10,6 mm) und Probe II (Höhe = Breite = 0,7 mm, Länge = 11,48 mm).
Beide Proben wurden in Vierpunktkonﬁguration kontaktiert und gemessen. Abb. 34 zeigt die
Messergebnisse und den Vergleich mit den Daten von CEA. Die Hauptfehlerursache ist die
Unsicherheit in der Bestimmung der Temperaturdiﬀerenz. Für hohe Temperaturen zeigen die
gemessenen Werte eine gute Übereinstimmung mit den Daten von CEA. Im Bereich unterhalb
von 20 K müssen allerdings deutliche Abweichungen von bis zu 45% für Probe I und 25%
für Probe II festgehalten werden. Zwei Gründe sollen betrachtet werden: Die Wärmeleitung
ist trotz Querschnittsﬂächenreduzierung noch deutlich zu groß. Folglich kann die zu messen-
de Temperaturdiﬀerenz nicht ausreichend genau bestimmt werden. Der Unterschied in den
Messdaten der Proben I und II bestätigt diese Tendenz, denn das bessere Geometrieverhält-
nis von Probe II bewirkt eine vergleichsweise geringere Wärmeleitung und somit eine größere
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Abbildung 34: Vergleich der gemessenen Wärmeleitfähigkeit mit Referenzdaten von CEA an
einer Aluminium Probe.
Temperaturdiﬀerenz.
Zum zweiten kann nicht ausgeschlossen werden, dass durch Bearbeitung der Proben mecha-
nische Spannungen aufgebaut wurden und diese die Defektstreuung bei tiefen Temperaturen
erhöht. Typischerweise haben beide Gründe eine geringere Wärmeleitfähigkeit zur Folge.
Da die Probengeometrie nicht weiter reduziert werden kann, muss festgehalten werden, dass
für hochleitfähige Materialien, wie sehr reine Metalle, deutlich eine Grenze des Messsystems
erreicht wird.
5.1.2 GF-RP, CEA
Neben der Aluminium Probe wurde auch eine glasfaserverstärkte Kunststoﬀ (GF-RP) Probe
als Referenz von CEA zur Verfügung gestellt. Daraus wurden wiederum zwei Prüﬂinge gefer-
tigt. Die vier Zuleitungen an Probe A wurden mit Stycast ﬁxiert, an Probe B mit Epothek
H20E. Da es sich bei GF-RP um einen schlechten Wärmeleiter handelt, wurde eine kurze
Messlänge der Vierpunktmessung von 1,7 mm gewählt, was eine relative Geometrieunsicher-
heit von etwa 5% bewirkt. Jedoch dominieren die Strahlungskorrekturen und somit auch der
Fehler aufgrund dieser Korrekturen bei Raumtemperatur, weshalb in Tabelle 3 und in Abb. 35
die Messdaten nur bis 200 K dargestellt sind. Desweiteren liegen auch keine Referenzdaten
seitens CEA für höhere Temperaturen vor, da deren Messmethode die Gleiche ist, und somit
ebenfalls anfällig für Wärmestrahlungsfehler für T > 150 K. Die erzielte Übereinstimmung
der aufgenommenen Messwerte mit den Referenzdaten von CEA ist sehr gut. Das System
TTO/ PPMS ist folglich geeignet zur Wärmeleitfähigkeitsmessung von gering wärmeleitenden
Materialien, wie z.B. Kunststoﬀe, unter Einschränkung des Temperaturbereichs, um Strah-
lungsfehler ausschließen zu können. Ferner ist kein signiﬁkanter Unterschied zwischen den
beiden verwendeten Klebstoﬀen festzustellen, was auch zu erwarten war, da es sich jeweils um
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Abbildung 35: Vergleich mit Referenzdaten von CEA an einer Probe aus glasfaserverstärktem
Kunststoﬀ. Probe A (B) wurde mit Stycast (Epothek H20E) präpariert.
echte Vierpunktmessungen23 handelte.
5.1.3 Nickel, Quantum Design
Die TTO/ PPMS Referenzprobe aus Nickel besitzt eine geringe Querschnittsﬂäche (Höhe =
0,25 mm, Breite = 0,6 mm), weshalb trotz der guten Wärmeleitfähigkeit des Nickels die Wär-
meleitung (Formel 35) nur etwa 3 mW/K bei Raumtemperatur ist. Um wiederum hohe Wär-
mestrahlungsfehler bei Raumtemperatur auszuschließen, ist der Temperaturbereich bis 200 K
beschränkt. Die Addition der restlichen Fehlerquellen ergibt eine gesamte Unsicherheit von
etwa 3% bei tiefen Temperaturen. Innerhalb dieser Fehlergrenzen stimmen die Messwerte sehr
gut mit den Referenzdaten überein. Es muss davon ausgegangen werden, dass die Referenz-
messung des Herstellers am gleichen Messsystem ermittelt wurde, weshalb hier keine Prüfung
des Messsystems selbst und der Methodik vorliegt, sondern eine individuelle Bestätigung der
Reproduzierbarkeit durch die verwendete Apparatur.
5.1.4 PMMA, PTB
Die Referenzdaten der Physikalisch-Technische Bundesanstalt (PTB) Braunschweig beinhal-
ten einen ausführlichen Abschlussbericht [4], woraus u.a. der Gültigkeitsbereich und der Fehler
dieser Daten hervorgeht. Sie sind somit am vertrauensvollsten. Der Gültigkeitsbereich der Re-
ferenzdaten geht von 283 K bis 313 K, sie wurden durch Mittelwertbildung verschiedener
23Man spricht von einer echten Vierpunktmessung, wenn nicht nur separate Zuleitung bestehen, sondern
diese auch an räumlich getrennten Orten angebracht sind.
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Abbildung 36: Vergleich der internen Nickel Probe mit Referenzdaten des Herstellers.
Messreihen in unterschiedlichen Laboratorien berechnet. Zusätzlich sind in dem vorliegenden
Abschlussbericht auch die eigenen Messdaten der PTB enthalten, so dass ein erweiterter Tem-
peraturbereich betrachtet werden kann. Diese Daten wurden an einem Einplattenmessgerät
(GHP, siehe [50]) aufgenommen.
Aus dem erhaltenen PMMA Quader wurde eine 6 × 6 mm2 große und 5 mm lange Probe
geschnitten. Aufgrund der geringen Wärmeleitfähigkeit von Plexiglas, sind hohe Strahlungs-
korrekturen zu erwarten. Um diese Strahlungsverluste abzuschätzen, wurde zunächst eine
Zweipunktmessung durchgeführt. Somit konnte die tatsächliche Temperatur an den äußeren
Enden der Probe in Abhängigkeit der Heizleistung ermittelt werden. Bei der anschließenden
Vierpunktmessung mit nominal gleichen Heizleistungen, wurde die Stahlungskorrektur mit
den Temperaturwerten der Zweipunktmessung ermittelt. Damit wird der Abstrahlung des ge-
samten Körpers besser Rechnung getragen. Für das hemisphärische Abstrahlvermögen ε wird
der Wert 0,5 gewählt. Die Fehler aufgrund der Strahlungskorrektur stellen folglich den Fall
minimaler und maximaler Abstrahlung dar. Abb. 37 zeigt das Ergebnis der Vierpunktmessung
und den Vergleich mit den Referenzdaten. Die Unsicherheit aufgrund der Strahlungskorrek-
turen steigt auf 55% bei 353 K an. Hier kommt nochmal klar zum Ausdruck, dass die Axiale-
Wärmeﬂuss-Methode nicht für diese hohen Temperaturen geeignet ist. Jedoch spielt dieser
Temperaturbereich in der vorliegenden Arbeit keine Rolle, da supraleitende Kompositleiter
untersucht werden, die bei deutlich tieferen Temperaturen zu charakterisieren sind.
Für abnehmende Temperaturen ist eine gute Übereinstimmung der Messwerte mit den
Daten der PTB zu erkennen. Bei 250 K beträgt die Abweichung nur 2%. Ein zertiﬁziertes Re-
ferenzmaterial für die Wärmeleitfähigkeit bei kryogenen Temperaturen bleibt wünschenswert.
Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass die Messapparatur TTO/ PPMS sehr
gut geeignet ist, um die Wärmeleitfähigkeit unterhalb von 200 K zu messen. Strahlungsverlus-
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Abbildung 37: Wärmeleitfähigkeit von PMMA (Plexiglas); Vergleich der Referenzdaten, der
erweiterten Daten der PTB und den eigenen Messwerten. Für die Strahlungskorrektur wurde
ein Abstrahlvermögen ε = 0, 5 verwendet.
te müssen für schlecht wärmeleitende Materialien berücksichtigt werden, jedoch nimmt ihre
Relevanz mit sinkender Temperatur stark ab. Das andere Extrem, sehr gute Wärmeleiter wie
z.B. ein reines Metall, zeigt im Temperaturbereich unter 10 K eine erhöhte Messunsicherheit
aufgrund des Fehlers der Temperaturdiﬀerenz. Durch geeignete Wahl der Geometrie der Probe
kann dieser Fehler jedoch reduziert werden. Sehr gute Messergebnisse mit einem relativen Feh-
ler von etwa 3% sind für Proben mit Wärmeleitfähigkeitswerte von 1 W/Km bis 300 W/Km
im gesamten Temperaturbereich zu erwarten. Die zu untersuchenden Kompositleiter fallen alle
in diesen Bereich.
5.2 Wärmeleitfähigkeit der MgB2-Drähte
Magnesiumdiborid (MgB2) ist ein sehr junger Supraleiter. Erst im Jahre 2001 entdeckten
Akimitsu und Mitarbeiter, dass die wohlbekannte chemische Verbindung supraleitende Eigen-
schaften unterhalb von etwa 39 K zeigt [64]. Da der Cooper-Paarbildungsmechanismus durch
Phononen erklärt werden kann, gehört MgB2 zu den konventionellen Supraleitern. Neben der
unerwartet, hohen kritischen Temperatur zeigt MgB2 weitere ungewöhnliche Eigenschaften,
wie z.B. die Existenz von zwei Bandlücken. Aufgrund der einfachen binären Stöchiometrie und
der vielfältigen Möglichkeiten der Herstellung setzte eine rasante Entwicklung dieses Supra-
leiters ein. Die Übersichtsartikel [65, 66, 67, 68] fassen die Eigenschaften für polykristalline
Proben, Einkristalle, dünne Filme und Drähte zusammen. Speziell für die Drähte, welche hier
näher untersucht werden, hat sich die Pulver-in-Rohr-Technik (PIT) als Herstellungsverfahren
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etabliert. Dabei kann die Bildung des MgB2 ex situ24 oder in situ25 ablaufen. MgB2 liegt in
polykristalliner Form vor. Die wohlbekannte PIT-Methode bietet eine einfache und mannigfal-
tige Möglichkeit Komposit-Drähte herzustellen. Neben unterschiedlichen Dotierungen [69, 70]
des MgB2 kann auch mithilfe gut leitfähiger Hüllmaterialien für eine thermische Stabilisie-
rung gesorgt werden. Eine Vielzahl an metallischen Komponenten sind bereits untersucht
worden [71, 72, 73]. Kupfer und Silber in direktem Kontakt mit Mg − B-Pulvermischungen
zeigen dabei eine hohe Reaktivität, die zu unerwünschten Reaktionsschichten führt. Das hohe
Diﬀusionsvermögen des Magnesiums und die Sauerstoﬀdurchlässigkeit des Silbers sind die Ur-
sache hierfür. Als reaktionsträge haben sich reines Eisen oder entsprechende Eisenlegierungen
erwiesen [74, 75]. Der Ferromagnetismus des Eisens bewirkt dabei z.T. eine magnetische Ab-
schirmung, so dass in geringem äußeren Magnetfeld eine höhere Stromtragfähigkeit erreicht
werden kann [73, 76, 77]. Eisen selbst hat jedoch eine vergleichsweise geringe Wärmeleit-
fähigkeit, weshalb zusätzliche Komponenten wie z.B. Kupfer für eine verbesserte Stabilität
notwendig sind [71, 78]. Um eine Reaktion zwischen Mg und Cu zu verhindern, kann bei-
spielsweise eine Nb- oder Ta-Barriere eingesetzt werden. Der Einﬂuss dieser unterschiedlichen
Komponenten auf die Wärmeleitfähigkeit ist vielfältig und wurde an mehreren Proben unter-
sucht.
Ein Teil der Proben stammt aus dem Institute for Superconducting and Electronic Ma-
terials, Wollongong, Australia (ISEM) [79]. Hier zeigt sich besonders die Abhängigkeit der
Wärmeleitfähigkeit vom Füllfaktor. Eine höhere Anzahl an unterschiedlichen Komponenten
enthalten die institutseigenen Proben [71], abgekürzt mit SIS und einer internen Nummer.
Eine Übersicht aller untersuchten ISEM-Proben ist in Tabelle 5 und der SIS-Proben in Abb. 41
gegeben.
Für die SIS-Proben konnte auch die Wärmeleitfähigkeit der einzelnen Komponenten in
separaten Messungen bestimmt werden. Um für die ISEM-Proben eine Aussage über die Wär-
meleitfähigkeit der Eisen bzw. derMgB2-Komponente zu treﬀen, wurde bei diesen Proben die
Eisenhülle teilweise entfernt, so dass ein unterschiedlicher Füllfaktor resultierte. Die Proben
aus beiden Quellen erlauben deshalb eine Überprüfung des Modells der parallelen Wärmewi-
derstände.
5.2.1 ISEM-Proben
Die ISEM-Proben unterscheiden sich in der Dotierung26 der MgB2-Verbindung. Die Fe-Hülle
ist nicht dotiert. Die Gruppe an der Wollongong Universität untersucht insbesondere den
Einﬂuss von Kohlenstoﬀ-Nanoröhrchen (Carbon-Nanotubes, CNT) auf die supraleitenden Ei-
genschaften vonMgB2. Die Kohlenstoﬀ-Nanoröhrchen können dabei in ihrer Länge variieren27
- kurze und lange Röhren sind möglich - in der Probennomenklatur abgekürzt durch CNTshort
und CNTlong. Ein weiterer Unterschied besteht darin, das die Kohlenstoﬀ-Nanoröhrchen ein-
wandig (single walled, sw) sind oder aus mehreren, konzentrischen Schichten bestehen, wie
es für die CNTshort und CNTlong Proben der Fall ist. Eine ausführliche Beschreibung der
Probenherstellung und Charakterisierung ﬁndet sich in [79, 80, 81]. Kohlenstoﬀ-Nanoröhren
24MgB2 wird außerhalb des Hüllmaterials vorreagiert.
25MgB2 bildet sich im Hüllkomposit am Ende der Verformung.
26Der Begriﬀ Dotierung ist eigentlich unpassend, es handelt sich eher um Beimischungen in die MgB2-
Komponente.
27Der Außendurchmesser ist etwa 20-30 nm, die Länge beträgt 0,5-2 µm, siehe [80]
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Tabelle 5: Übersicht derMgB2-Komposit ISEM-Proben, deren Aufbau und Fe-Anteil. Die Do-
tierung der MgB2-Komponente bestimmt den Namen der Probe. Bei den letzten vier Proben
wurde die Fe-Hülle reduziert.
Probenname Anzahl besondere Flächenanteil in %
(Dotierung) Fil. Charakteristik MgB2 Fe-Hülle
CNTmulti 7 lange CNT 17,2 82,8
CNTlong 1 lange CNT 44,7 55,3
CNTshort 1 kurze CNT 49,9 50,1
CNTsw 1 einfache Wand 49,0 51,0
SiC 1 SiC dotiert 49,1 50,9
redCNTlong 1 s.o. mit reduz. Fe-Hülle 59,7 40,3
redCNTshort 1 s.o. mit reduz. Fe-Hülle 63,5 36,5
redCNTsw 1 s.o. mit reduz. Fe-Hülle 61,8 38,2
redSiC 1 s.o. mit reduz. Fe-Hülle 64,2 35,8
haben z.T. außergewöhnliche physikalische Eigenschaften, u.a. wird von einer hohen Wärme-
leitfähigkeit in axialer Richtung berichtet [82], welche eine höhere thermische Stabilität der mit
CNT dotierten MgB2/Fe - Drähte vermuten lässt [80]. Aus diesem Grund wurde versucht,
aus den gemessenen Daten der Kompositdrähte die Wärmeleitfähigkeit der CNT -dotierten
MgB2-Komponente zu extrahieren.
In Abb. 38 ist zunächst die Wärmeleitfähigkeit der ersten fünf ISEM-Kompositleiter, wie sie
in Tabelle 5 aufgeführt sind, dargestellt. Klar zu erkennen ist, dass die Wärmeleitfähigkeit mit
höherem Eisenanteil in der Querschnittsﬂäche steigt. Die Multiﬁlamentprobe CNTmulti mit
einem Eisen-Flächenanteil von 82,8% hat folglich die höchste absolute Wärmeleitfähigkeit. Die
CNTshort, CNTsw und SiC-dotierten Proben zeigen keine Unterschiede, da ihre Füllfaktoren
sehr ähnlich sind. DerMgB2/Fe-Draht mit langen Kohlenstoﬀ-Nanoröhren versehen, hat eine
höhere Wärmeleitfähigkeit als diese drei Proben. Ob diese Steigerung der Wärmeleitfähigkeit
durch die CNT -Beimischung in die MgB2-Komponente oder durch die dickere Eisenhülle zu
erklären ist, soll im folgenden Abschnitt untersucht werden.
Hierfür wurde von einer CNTlong, CNTshort, CNTsw und SiC Probe der gleichen Char-
ge der äußere Durchmesser von ursprünglich etwa 1,43 mm auf etwa 1,25 mm reduziert. Die
Eisenhülle wurde dadurch dünner und der Füllfaktor f der MgB2-Komponente größer. Die
Füllfaktoren wurden durch optische Aufnahmen an Querschliﬀen bestimmt und sind in Ta-
belle 5 zusammengefasst. Durch Lösen des linearen Gleichungssystems
λvoll = fvollλMgB2 + (1− fvoll)λFe (41)
λred = fredλMgB2 + (1− fred)λFe (42)
kann somit die Wärmeleitfähigkeit der MgB2- und der Fe-Komponente berechnet werden.
Der Index voll steht hierbei für die ursprüngliche Probe mit voller Fe-Hülle (siehe Abb. 38)
und red für die Probe mit reduzierter Eisenhülle. Die gemessenen Daten λred für alle vier Pro-
ben werden nicht explizit gezeigt, sie liegen erwartungsgemäß unterhalb der Daten mit voller
Eisenhülle λvoll. Das Gleichungssystem (41)/(42) wurde für obige vier Proben jeweils gelöst.
Das Ergebnis ist Abb. 39 zu entnehmen. Die Wärmeleitfähigkeiten der Fe-Komponenten der
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Abbildung 38: Wärmeleitfähigkeit der ISEMMgB2/Fe Drähte. Die Proben unterscheiden sich
durch unterschiedliche Dotierung der MgB2-Komponente und durch die Füllfaktoren, welche
in der Legende aufgeführt sind.
vier untersuchten Proben stimmen sehr gut überein. Dies ist zu erwarten, da zum einen von
gleichem Ausgangsmaterial auszugehen ist und zum zweiten die Messunsicherheit der Wärme-
leitfähigkeitsmessung der Kompositleiter bzw. der Füllfaktorbestimmung geringe Auswirkun-
gen auf den dominierenden Fe-Term in Gl. (41) und Gl. (42) hat. Die Fehlerfortpﬂanzung für
die geringereMgB2-Komponente zeigt jedoch drastische Auswirkungen. Den Fehlerbalken der
MgB2-Komponente in Abb. 39 liegt die geometrische Addition von jeweils 1% Messunsicher-
heit der Wärmeleitfähigkeitsmessungen λvoll und λred, sowie ein relativer Fehler von 1% in
der Füllfaktorbestimmung zugrunde. Ein Vergleich der MgB2-Komponente und Rückschlüsse
auf den Einﬂuss der unterschiedlichen CNT -Beimischungen auf die Wärmeleitfähigkeit ist nur
eingeschränkt möglich.
Auﬀällig ist die Tatsache, dass die MgB2-Komponente der CNTshort, CNTsw und SiC-
Proben eine scheinbar negative Wärmeleitfähigkeit bei tiefen Temperaturen zeigt. Dies wider-
spricht der Grundannahme der axialen Wärmeﬂussmethode und ist deshalb als konzeptioneller
Fehler in der theoretischen Beschreibung durch die Gl. (41) und (42) zu interpretieren. Das
einfache Modell der parallelen Anordnung zweier Wärmewiderstände ist nicht ausreichend.
Die Eisenkomponente muss räumlich unterteilt werden in zwei Bereiche:
 Außen: reines Eisen28
 Innen um MgB2: Reaktionsschicht Fe−MgB2
28Die Klassiﬁzierung als rein ist hier relative zur Reaktionsschicht zu sehen. Durch Vergleich mit [3] kann
für das verwendete Eisen RRR<10 abgeschätzt werden.
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Abbildung 39: Berechnete Wärmeleitfähigkeit der Fe- (oben) und der mit CNT bzw. SiC
dotierten MgB2 -Komponente (unten) der vier ISEM-Komposit-Drähte.
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Abbildung 40: Querschliﬀ einer CNTsw -Probe. Zwischen dem MgB2 (rechts, oben) und dem
Fe (links, unten) ist eine gelbliche Reaktionsschicht erkennbar. Da der Übergang zum Eisen
kontinuierlich ist, kann die Breite der Reaktionsschicht nicht bestimmt werden.
Dabei ist für die Reaktionsschicht von einer reduzierten Wärmeleitfähigkeit durch zusätzliche
Defektstreuung auszugehen. Abb. 40 zeigt eine Querschliﬀaufnahme der CNTsw -Probe. Eine
Reaktionsschicht ist zu erkennen, jedoch lässt die optische Analyse keine quantitative Ab-
schätzung der Ausdehnung dieser Reaktionsschicht zu. Durch diese Komponente, die weder in
ihrem Flächenanteil noch in ihrer tatsächlichen Wärmeleitfähigkeit bestimmt werden kann, ist
eine Berechnung der MgB2-Komponente der unterschiedlich dotierten Drähte nicht möglich.
Eine höhere Wärmeleitfähigkeit des mit langen Kohlenstoﬀ-Nanoröhren dotierten MgB2 ist
deshalb nicht nachweisbar.
Eine weitere Reduzierung des Durchmessers auf etwa 1,16 mm durch weiteres Abdrehen
der Eisenhülle, bestätigt die Tendenz der gezeigten Ergebnisse. Jedoch konnte bei diesen Pro-
ben nicht mehr ausgeschlossen werden, dass das MgB2-Monoﬁlament ohne Schaden blieb, da
teilweise die Eisenhülle während des Drehens aufriss.
5.2.2 SIS-Proben
Das verwendete Eisen in den ISEM-Proben hat zwar eine deutlich höhere Wärmeleitfähig-
keit als die MgB2-Komponente, es kann jedoch eine ausreichende thermische Stabilisierung
für Hochstromanwendungen nicht sicherstellen [83]. In den institutseigenen SIS-Proben wurde
deshalb als zusätzliche Komponente zur Stabilisierung Kupfer eingebracht. Um das Kupfer
vor einer Reaktion mit Magnesium aus dem MgB2-Filament zu schützen, kann eine Niob-
Diﬀussionsbarriere eingesetzt werden. Zur Kompaktierung des MgB2-Filaments wird Fe29,
Edelstahl-316L, CuNiZn30 oder Monel31 verwendet [71]. Multiﬁlamentleiter sind zur Redu-
zierung von Wechselstromverlusten üblich. Wie in Abb. 41 dargestellt, sind acht Proben
aus unterschiedlichen Materialien nach der PIT-Technik hergestellt worden. Die gemessenen
Wärmeleitfähigkeiten der SIS-Kompositdrähte sind in Abb. 42 zusammengefasst. Für tiefe
29ARMCO-Eisen
30Neusilber: 62wt%Cu 18wt%Ni 20wt%Zn; Eugen Geyer GmbH
31Markenname für eine Nickel-Kupferlegierung.
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Abbildung 41: Querschliﬀe und Zusammensetzung der MgB2-ITP-Drähte. In den SIS33-, der
SIS48- und SIS49-Probe sind die MgB2-Filamente (bräunlich) mit Nb umgeben, bevor sich
die Cu-Stabilisierung (rötlich) anschließt. Für die SIS39-Proben sind separate Cu- undMgB2-
Filamente in einer Fe-Matrix eingebettet.
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Abbildung 42: Wärmeleitfähigkeit der MgB2-ITP-Drähte.
Temperaturen ist eine Variation über zwei Größenordnungen ersichtlich. Alle Proben mit Cu-
Stabilisierung, mit Ausnahme der SIS33-1-1f Probe, zeigen ein mehr oder weniger ausgeprägtes
Wärmeleitfähigkeitsmaximum im Bereich um 20 K. Das verwendete Kupfer in der SIS33-1-1f
Probe hat eine geringere Reinheit. Hier wurde das in Abschnitt 2.4 bereits diskutierte Cu
RRR = 6 eingesetzt. Die Wärmeleitfähigkeit der übrigen Komponenten wurde ebenfalls sepa-
rat gemessen, die Daten sind im oberen Schaubild in Abb. 43 gezeigt. Eine Eisenprobe stand
nicht zur Verfügung, weshalb aus [3] eine Wärmeleitfähigkeitskurve übernommen wurde. Für
MgB2 wurden stellvertretend die Daten der heiß-gepressten Probe aus Abschnitt 2.4.3 einge-
setzt. Dies ist eine grobe Abschätzung, jedoch liefert dieMgB2-Komponente einen vernachläs-
sigbaren Beitrag zur gesamten Wärmeleitfähigkeit, weshalb diese Approximation gerechtfertigt
ist.
Aus diesen Komponenten kann durch Parallelschaltung (Gl. (28)) der Kompositdraht mo-
delliert werden. Der untere Teil der Abb. 43 zeigt einen Vergleich dieser Modellierung mit den
gemessenen Daten. Das Modell der Parallelschaltung von Wärmewiderständen liefert gute Er-
gebisse im Bereich hoher Temperaturen, wo die Wärmeleitfähigkeit durch die Streuung der
Elektronen an Phononen bestimmt wird. Hier spielt die Reinheit der Probe eine vernachlässig-
bare Rolle. Somit wird die speziﬁsche Wärmeleitfähigkeit eines Materials in erster Näherung
probenunabhängig. Bei tiefen Temperaturen - für MgB2 interessant ist der Bereich unterhalb
von 40 K - bestimmt die Defektstreuung den Wert der Wärmeleitfähigkeit maßgeblich. In der
Regel ist der Reinheitsgrad jeder einzelnen Komponente des Komposit-Drahtes nicht bekannt.
Eine theoretische Vorhersage der Wärmeleitfähigkeit ist nicht mehr möglich, da pro Kompo-
nente ein Freiheitsgrad hinzu kommt. Für kryogene Temperaturen bleibt eine Messung der
Wärmeleitfähigkeit unabdingbar.
Selbst unter Verwendung identischer Ausgangsmaterialien, kann nicht ausgeschlossen wer-
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Abbildung 43: Oberes Schaubild: Wärmeleitfähigkeit der einzelnen Komponenten in doppelt-
logarithmischer Darstellung. Die Daten von Niob, Kupfer RRR = 6 und RRR = 288 sowie
der Edelstahlprobe (SS) wurden bereits in Abschnitt 2.4 diskutiert. Unten: Vergleich der mo-
dellierten (Linien) mit der gemessenen (Symbole) Wärmeleitfähigkeit der MgB2-ITP-Drähte.
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Abbildung 44: Ausschnitt des Querschliﬀs der SIS48-1-2c Probe (gleicher Typ wie SIS48-1-2h,
jedoch andere Glühung). Die MgB2 Filamente sind umgeben von einer Niob Barriere, die
jedoch bei den gezeigten Filamenten nicht umfassend geschlossen ist.
den, dass sich beim Herstellungsprozess der Kompositleiter signiﬁkante Änderungen durch
Reaktion zweier Komponenten ergeben. Dies kann im Vergleich der Proben SIS48-1-2h und
SIS49-1-2b beobachtet werden.
5.2.3 Reaktionsschicht Cu−MgB2
Die Proben SIS48-1-2h und SIS49-1-2b haben ähnliche Flächenanteile in ihrem Querschnitt,
wie die Übersicht in Abb. 41 belegt. Jedoch ist SIS48-1-2h ein Multiﬁlament Draht, während
SIS49-1-2b nur ein MgB2-Monoﬁlament umgeben von einer Niob Barriere, einer Kupfer Sta-
bilisierung und schließlich der Monel Hülle ist. Abb. 44 zeigt einen Ausschnitt des Querschliﬀs
der SIS48-1-2c Probe. Der Aufbau dieses Drahtes ist der gleiche wie bei SIS48-1-2h, allerdings
wurden die beiden Proben unterschiedlichen Glühungen unterzogen. Die Niob Barriere soll ei-
ne Diﬀusion des mobilen Magnesiums aus dem MgB2-Filament heraus verhindern. Ist die Nb
Barriere nicht geschlossen, wie es oﬀensichtlich für zwei Filamente der Fall ist, diﬀundiert Mg
während des Glühvorgangs in das Cu und bildet MgCu2, wie in [73] ausführlich beschrieben
wird. Dieser Vorgang verringert die Reinheit des Kupfers drastisch. Für die Probe SIS48-1-2h
ist von gleichem Phänomen auszugehen.
Die zur thermischen Stabilisierung des Multiﬁlamentdrahtes enthaltene Kupfermatrix wird
stark verunreinigt. Die erhoﬀte hohe Wärmeleitfähigkeit bei kryogenen Temperaturen wird
aufgrund der Defektstreuung der Elektronen stark vermindert, wie in Abb. 42 deutlich zu
sehen ist. Der Maximalwert unterscheidet sich im Vergleich zu Probe SIS49-1-2b, die als intakt
angesehen wird, um einen Faktor sechs und die Stelle des Maximums der SIS48-1-2h Probe
ist in Richtung zu höheren Temperaturen verschoben, was ein typisches Zeichen für unreine
Materialien ist.
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Fazit: MgB2-Kompositdrähte. Generell kann festgehalten werden, dass die modellierte
Wärmeleitfähigkeit durch Parallelschaltung der einzelnen Komponenten meistens größer ist
als die gemessene Wärmeleitfähigkeit. Insbesondere bei tiefen Temperaturen, wenn die freie
Weglänge der Elektronen durch Defektstreuung bestimmt wird, ist eine deutliche Reduktion
der Wärmeleitfähigkeit festzustellen. Die Verunreinigung der reinen, metallischen Komponen-
ten durch benachbarte reaktive Phasen und die Bildung einer Reaktionsschicht sind als Grund
zu nennen. Dieses Phänomen ist nicht nur bei reinem Kupfer in direktem Kontakt mit MgB2
zu erkennen, wie oben durch die SIS-Probe gezeigt, sondern auch bei Fe-stabilisierten Drähten,
wie z.B. den ISEM-Proben oder wie es in [78, 84] berichtet wird.
Die gute Übereinstimmung der modellierten Kurven mit den gemessenen Daten bei hohen
Temperaturen ist Beweis für eine ausreichend genaue Bestimmung der Flächenanteile und die
Tatsache, dass bei hohen Temperaturen die Defektstreuung vernachlässigbaren Einﬂuss auf
die freie Weglänge der Elektronen besitzt.
Da polykristallines MgB2 im Vergleich zu reinen Metallen, eine sehr geringe Wärmeleit-
fähigkeit besitzt, und der Flächenanteil ebenfalls gering ist, trägt die MgB2-Komponente zur
Wärmeleitung der Kompositdrähte nur marginal bei. Im Umkehrschluss ist es deshalb auch
nicht möglich die Wärmeleitfähigkeit von MgB2 aus den gemessenen Kompositdaten zu er-
mitteln.
5.3 Wärmeleitfähigkeit der YBCO-Bandleiter
1986 entdeckten Bednorz und Müller die Hochtemperatursupraleiter (HTSL) [85]. Eine Viel-
zahl unterschiedlicher Kuprate wurde erforscht, die im Vergleich zu den damals bekannten
NTSL-Materialien unerwartet hohe Übergangstemperaturen im Bereich um 100K zeigten.
Zwei dieser Kuprate, Bi2Sr2Can−1CunO2n+4 und REBa2Cu3O7−δ, wobei RE für die Sel-
tenerdmetalle steht, haben sich als technisch interessante HTSL erwiesen [2]. Wie bereits
mehrfach erwähnt und in Kapitel 1.1 gezeigt wurde, ist eine Kompositstruktur auch für die
HTSL unumgänglich.
Im folgenden Abschnitt soll zunächst das Bandleitersystem Y Ba2Cu3O7−δ (YBCO) un-
tersucht werden. Die hohe Anisotropie der Kupferoxidebenen erfordert eine Ausrichtung der
Kristallstruktur und somit auch einen speziellen Leiteraufbau, wie er in Abb. 45 schema-
tisch gezeigt ist. Herkömmliche Leiterherstellungsmethoden, wie z.B. Extrudieren, Ziehen und
Walzen sind hier nicht anwendbar, da für die Ausrichtung der supraleitenden Kristallite eine
biaxiale Textur notwendig ist. Der Grund hierfür ist, dass YBCO einen Transportstrom nur in-
nerhalb der Kupferoxidebenen (kristallograhische a,b-Richtung) verlustfrei leiten kann. Neben
der c-Achsen-Ausrichtung, ist jedoch auch eine parallele Orientierung der Körner in b-Richtung
notwendig, da sich Korngrenzen als schwache Verbindungen (weak link) der Supraleitung in
YBCO herausgestellt haben [86]. Die biaxiale (Würfel-)Textur kann unterschiedlich erzeugt
werden. Ausgehend von einem, durch Walzen texturierten Substrat (rolling assisted biaxially
textured substrate, RABiTS) kann durch anpassen der Gitterparameter in der Puﬀerzwischen-
schicht, die YBCO-Schicht (chemical solution deposition, CSD und metal organic chemical
vapor deposition, MOCVD) deponiert werden. Alternativ kann die Würfeltextur erst in der
Puﬀerschicht (MgO) selbst erzeugt werden, beispielsweise durch Hilfe von Ionenstrahlen (ion
beam assisted deposition, IBAD) oder durch Verkippen des Substrates gegenüber der Kristall-
wachstumsrichtung (inclined substrate deposition, ISD). Für eine ausführliche Betrachtung der
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Abbildung 45: Schematischer Aufbau eines YBCO-Bandleiters. Die Schichtdicken sind nicht
maßstabsgetreu. Die Gesamthöhe ist etwa 0,1 mm für nicht zusätzlich stabilisierte Bänder,
bzw. bis zu 0,2 mm für stabilisierte Bänder. Die Breite der Bänder variiert zwischen etwa 4 mm
und etlichen Zentimetern. Die biaxiale Textur, angedeutet durch das Koordinatensystem und
die regelmäßige Einteilung, kann durch das Substrat (RABiTS-Verfahren) oder erst durch die
Puﬀerschicht (z.B. IBAD-Verfahren) erzeugt werden. Die optionale Stabilisierung besteht z.B.
aus Edelstahl oder Kupfer.
einzelnen Herstellungsverfahren, samt weiterführender Literaturangaben, sowie deren Vor- und
Nachteile wird auf [2] verwiesen. Bei den meisten Herstellungsverfahren wird auf die YBCO-
Schicht eine Silberdeckschicht abgeschieden oder aufgedampft. Silber zeichnet sich dabei durch
seine hohe Leitfähigkeit aus und ist vorallem sauerstoﬀdurchlässig, was für die Sauerstoﬀbe-
ladung der Kupferoxid-HTSL zwingend notwendig ist. Als weitere metallische Komponenten
können optional unterschiedliche Stabilisierungen um das Band angeordnet werden. Eine beid-
seitige Schicht aus reinem Kupfer bewirkt eine hohe thermische und elektrische Stabilität, eine
Edelstahlhülle verbessert die mechanischen Eigenschaften.
Im folgenden Abschnitt wird zur Übersicht die Wärmeleitfähigkeit der YBCO-Bänder mit
unterschiedlichen Stabilisierungen gezeigt, bevor anschließend die blanken YBCO-Bänder ohne
zusätzliche Stabilisierung näher untersucht werden.
5.3.1 YBCO-Bänder mit zusätzlicher Stabilisierung
Die YBCO-Bänder zweier Hersteller mit zusätzlicher Cu-Stabilisierung bzw. Edelstahlverstär-
kung wurden gemessen. American Superconductor (AMSC) verwendet für die Herstellung der
YBCO-Bänder die RABiTS - Methode. Als texturgebendes Substrat kommt ein NiW-Band
zum Einsatz. Auf unterschiedliche Puﬀerschichten folgt die HTSL-YBCO-Schicht. Es stand
ein Edelstahl verstärktes (AMSC-SS) und ein Cu-stabilisiertes Band (AMSC-Cu) zur Verfü-
gung. Die zusätzliche Komponente zur Stabilisierung ist jeweils beidseitig um das YBCO-Band
gelötet.
Die Firma Superpower (SP) produziert ihre Bänder nach dem IBAD-Verfahren, hier ist
das Hastelloy32-Substratband untexturiert. Durch Ionenbeschuss der MgO-Puﬀerschicht wird
selektiv die gewünschte Textur erzeugt. Es folgt die YBCO- und die Silberdeckschicht.
Die Fläche der Puﬀer- und YBCO-Schicht beträgt jeweils etwa nur 1% der Querschnittsﬂä-
che für alle untersuchten Bänder. Das Substrat, die Silberdeckschicht und die zusätzliche Sta-
bilisierung bestimmen deshalb die Wärmeleitfähigkeit dieser Kompositbänder. Abb. 46 zeigt
die Ergebnisse der Messungen am Cu- bzw. Edelstahl-stabilisierten Band beider Hersteller.
32Hastelloy C276 ist eine Nickel-Superlegierung, die sich durch hohe mechanische Festigkeit, Korrosions- und
Säurebeständigkeit auszeichnet.
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Abbildung 46: Wärmeleitfähigkeit stabilisierter YBCO-Kompositbänder. Die zusätzliche Sta-
bilisierung um das HTSL-Band bestimmt massgeblich die Wärmeleitfähigkeit des Komposit-
bandes.
Das Edelstahl-stabilisierte YBCO-Band zeigt erwartungsgemäß die geringste Wärmeleitfähig-
keit. Hier ist davon auszugehen, dass die Komponente des NiW-Substrats den größten Beitrag
liefert. Das gering ausgeprägte Maximum bei etwa 25 K lässt auf eine reine, metallische Kom-
ponente schließen. Die Silberdeckschicht, die nur einen geringen Flächenanteil besitzt, kann
dieses Maximum bewirken. Das Kupfer-stabilisierte Band von AMSC zeigt einen untypischen
Verlauf. Nach einem nahezu linearen Anstieg bis etwa 20 K, wird kein Maximum durch-
schritten, und für hohe Temperaturen wächst die Wärmeleitfähigkeit noch geringfügig. Der
vergleichsweise hohe Absolutwert der Wärmeleitfähigkeit ist durch einen hohen Querschnitts-
ﬂächenanteil der Cu-Komponente bedingt (fCu ≈ 0, 65). Allerdings handelt es sich um ein
stark defektbehaftetes Kupfer, da kein Maximum bei tiefen Temperaturen vorhanden ist. Der
Einﬂuss des Lotes in beiden AMSC -Bändern stellt eine unbekannte Größe dar.
Das Cu-verstärkte YBCO-Band von Superpower entspricht den Erwartungen für eine eﬀek-
tive Stabilisierung: das verwendete Kupfer zeigt ein typisches Wärmeleitfähigkeitsmaximum
bei etwa 25 K, wie es für reine Metalle üblich ist. Der konstante Wert bei hohen Temperaturen
(etwa 120 W/Km) entspricht bei einem Flächenanteil fCu ≈ 1/3 der Wärmeleitfähigkeit von
Cu bei Raumtemperatur (siehe Abschnitt 2.4). Desweiteren besitzt das Superpowerband keine
Lotkomponente.
Auf eine detaillierte, quantitative Analyse entsprechend den Schichtdickenverhältnissen
und den speziﬁschen Wärmeleitfähigkeiten der einzelnen Komponenten wird an dieser Stelle
verzichtet. Qualitativ kann jedoch festgehalten werden, dass durch die zusätzliche Stabilisie-
rung um das YBCO-Band eine nach Belieben höhere Wärmeleitfähigkeit realisiert werden
kann. Der Anteil der Querschnittsﬂäche und die Reinheit des verwendeten Stabilisatormetalls
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Tabelle 6: Übersicht der REBCO Bänder ohne zusätzliche Stabilisierung und die, für die Wär-
meleitfähigkeit relevanten, Schichthöhen. Die DyBCO-Bänder wurden von der Firma Theva
(TH) mit dem ISD-Verfahren hergestellt, die Superpower (SP) Bänder besitzen eine YBCO-
IBAD Schicht. Die Silberschichthöhe wurde mit REM-Aufnahmen bestimmt, der daraus fol-
gende Silberanteil bezieht sich auf die gesamte Querschnittsﬂäche des jeweiligen Bandes.
Probe Substrat Ag-Schicht Silberanteil
Höhe Höhe in %
SP1 44 µm 4 µm 8,0
SP2 95 µm 2,8 µm 2,7
SP3 95 µm 2 µm 2,0
TH4 93 µm 5,2 µm 5,0
TH5 89 µm 1,2 µm 1,2
TH6 94 µm 0,85 µm 0,83
TH7 94 µm 0,53 µm 0,52
TH8 91 µm < 0,5 µm ∼ 0
ist ausschlaggebend. Um diesen Beitrag auszuschließen, wurde im Folgenden die Wärmeleit-
fähigkeit an nicht zusätzlich stabilisierten YBCO-Bändern gemessen.
5.3.2 YBCO-Bänder nur mit Silberdeckschicht
YBCO-Bänder ohne zusätzliche Stabilisierung standen von Superpower und der Firma The-
va bereit. Als Substrat wird von beiden Herstellern Hastelloy eingesetzt. Die Deposition der
Puﬀer- und YBCO-Schicht ist verschieden. Superpower (SP) verwendet die IBAD-Methode
und Theva (TH) das ISD-Verfahren. Außerdem ist bei den Theva-Bändern, das Element Yttri-
um durch Dysprosium substituiert. Die untersuchten Bänder unterscheiden sich in der Schicht-
höhe des Substrates und der Silberdeckschicht, wie aus Tabelle 6 zu entnehmen ist.
Diese beiden Komponenten bestimmen die Wärmeleitfähigkeit dieser Kompositbänder, da
das Produkt aus speziﬁscher Wärmeleitfähigkeit und Flächenanteil für die Puﬀer- und YBCO-
(DyBCO)-Schicht verschwindend gering ist. Abb. 47 zeigt das Messergebnis für alle untersuch-
ten Bänder. Mit steigendem Silberanteil nimmt die Wärmeleitfähigkeit des Kompositbandes
zu. Für die Probe TH8 besteht kein Unterschied im Vergleich zum reinen Hastelloy Band
(TH), welches von beiden Herstellern ebenfalls zur Verfügung stand und gemessen wurde.
Bemerkenswert ist, dass sich die Wärmeleitfähigkeitskurven der Hastelloy Substratbänder
stark unterscheiden. Insbesondere bei tiefen Temperaturen ist die Wärmeleitfähigkeit des TH-
Hastelloy-Bandes fast doppelt so groß wie die des SP-Bandes. Beide Kurven zeigen jedoch
einen streng monotonen Anstieg mit steigender Temperatur, was typisch für hochlegierte
Metalle ist. Simultane Messungen des elektrischen Widerstands der beiden Substratbänder
belegen, dass in Hastelloy die Phononen den Wärmetransport dominieren. Nimmt man für
das SP-Hastelloy-Band eine unterschiedliche Legierungszusammensetzung33 an, nämlich mit
einer höheren Anzahl an Leitungselektronen, so kann die reduzierte Wärmeleitfähigkeit durch
stärkere Phonon-Elektron-Streuung erklärt werden.
33Die Ni-, Cr-, Mo-, Fe- und W-Anteile können um etliche Prozent schwanken.
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Abbildung 47: Wärmeleitfähigkeit von YBCO- (DyBCO-) Bandsupraleitern. Der Flächenan-
teil f der Silberkomponente ist mit angegeben. Das zugrundeliegende Hastelloy-Substratband
beider Hersteller ist ebenfalls aufgeführt.
Die Probe TH5 zeigt erstmals ein lokales Maximum bei etwa 30 K. Für die folgenden Proben
mit steigendem Ag-Anteil wird dieses Maximum zunehmend ausgeprägter. Um den Beitrag der
Silberkomponente zu ermitteln, kann der Hastelloybeitrag von den Kompositdaten subtrahiert
werden. Der Beitrag der Puﬀer- und der YBCO (DyBCO)-Schicht wird vernachlässigt. Abb. 48
zeigt die so erhaltene Wärmeleitfähigkeit der einzelnen Silberschichten. Zum Vergleich sind
zwei Literaturkurven aus [3] hinzugefügt. Klar zu erkennen ist, dass die Silberdeckschichten
der SP-Bänder eine höhere Wärmeleitfähigkeit im Maximum und somit eine höhere Reinheit
haben als die aufgedampften Silberschichten der TH-Kompositbänder. Um die Unsicherheit
in den Abmessungen und in der Flächenanteilsbestimmung zu minimieren, kann der Wert der
Wärmeleitfähigkeit im Maximum mit dem Wert bei 200 K ins Verhältnis gesetzt werden. Für
die Ag-Schicht der SP-YBCO-Bänder ergibt sich ein Verhältnis von etwa 1, 6 < λmax/λ200K <
2 und für die TH-Bänder ein Verhältnis von 1,2 bis 1,4.
Eine Steigerung der Reinheit mit zunehmender Schichthöhe ist hieraus jedoch nicht generell
abzuleiten, denn die gesputterte Ag-Schicht umschließt das gesamte SP-Kompositband. Folg-
lich teilt sich die angegebene Ag-Schichthöhe auf die Unter-(Hastelloy) und Oberseite (YBCO)
der SP-Kompositbänder auf. Für die TH-Bänder beﬁndet sich jedoch nur eine Silberschutz-
schicht auf der HTSL-Seite. Dadurch sind die einseitigen Ag-Schichthöhen für die Bänder
beider Hersteller teilweise von gleicher Stärke und eine generelle Zunahme der Reinheit mit
steigender Ag-Schichthöhe ist nicht zu erkennen.
Die separate Betrachtung der SP-Kompositbänder legt allerdings eine Steigerung der Rein-
heit durch Erhöhung der Silberschicht nahe.
Eine Messung des elektrischen Widerstandes bei den TH-Kompositbändern zeigt weiter,
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Abbildung 48: Wärmeleitfähigkeit der Silberkomponente berechnet aus den Daten der Abb. 47.
Zum Vergleich sind zwei Literaturkurven aus [3] mit aufgenommen.
dass das Hastelloy-Substratband elektrisch von der YBCO+Ag-Schicht durch die isolierende
MgO-Schicht getrennt ist. Thermisch ist diese Isolationsschicht jedoch irrelevant, da sie nur
wenige Mikrometer stark ist und die Wärme durch die Phononenleitung im MgO trotzdem
auf die gesamte Querschnittsﬂäche verteilt wird.
Um die YBCO-Bandsupraleiter vor dem lokalen Versagen (Hot Spot) zu schützen, ist eine
untere Grenze für die Dicke der Silberschutzschicht notwendig. Intensive Untersuchungen des
thermodynamischen Verhaltens dieser Bandleiter bei Belastung durch Ströme oberhalb des
kritischen Stromes zeigen deutlich, dass je inhomogener die Supraleiterschicht ist, die Stabi-
lisierung umso stärker ausfallen muss [87, 88]. Dass die Silberschichthöhe nicht beliebig dünn
gewählt werden kann, zeigt außerdem Abb. 49. Mit REM-Aufnahmen wurde die Oberﬂäche
dreier TH-Proben untersucht. Für die TH8-Probe ist eindeutig zu erkennen, dass die Silber-
schutzschicht keine geschlossene Oberﬂäche bildet, und somit als Stabilisierung unwirksam ist.
Dies ist auch der Grund, weshalb in Tabelle 6 und in obiger Diskussion von einer verschwin-
denden Ag-Höhe bei Probe TH8 ausgegangen wird.
Ähnlich wie bei den MgB2-Kompositdrähten, ist auch für das YBCO-Schichtsupraleiter-
system von einer Reaktionsschicht bzw. von einer durch Defektstreuung beherrschten Über-
gangsschicht auszugehen, welche eine verminderte Wärmeleitfähigkeit besitzt. Die signiﬁkant
höhere Reinheit der Ag-Schicht der SP1-Probe kann dadurch erklärt werden. Überschreitet
die Silberschichthöhe die Dicke des Übergangsbereichs, wird zunehmend reines Silber depo-
niert und die mittlere Wärmeleitfähigkeit der gesamten Silberschicht bei tiefen Temperaturen
steigt.
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Abbildung 49: Raster-Elektronen-Mikroskop Aufnahmen der Ag-Oberﬂäche dreier DyBCO-
Bänder. Links: TH8, Mitte: TH6 (0,85µm Ag), Rechts: TH5 (1,2µm Ag). Die hellen Bereiche
bestehen aus Silber. Im linken Bild ist deutlich zu erkennen, dass die Silberdeckschicht keine
geschlossene Oberﬂäche bildet. Bei höherer Ag-Schicht überlappen die granularen Silberplätt-
chen.
Fazit: YBCO-Bänder. Die Tatsache, dass die YBCO-Schicht etwa nur 1% der Quer-
schnittsﬂäche beträgt und die erwartet Wärmeleitfähigkeit ebenfalls sehr gering ist, siehe
Abschnitt 2.4.3, verhindert wiederum die Möglichkeit aus den gemessenen Kompositdaten
Rückschlüsse auf die Wärmeleitfähigkeit der YBCO-Komponente zu ziehen. Die Wärmeleit-
fähigkeitsmessung dünner Filme stellt ein generelles Problem dar [29].
Ein entscheidender Vorteil der Messung der Wärmeleitfähigkeit ist, dass sie ein Maß für
die Qualität der Stabilisierung gibt. Eine Messung des elektrischen Widerstandes ist aufgrund
der Supraleitung nicht mehr möglich. Der Restwiderstand der Metallkomponente wird für die
HTS-Kompositleiter im Bereich um 100 K keineswegs erreicht. Die Messung der Wärmeleit-
fähigkeit hingegen erlaubt eine direkte Aussage über die Reinheit der Metallkomponente, da
sie auch für T < Tc endliche Werte liefert. Beispiel hierfür ist der Vergleich der AMSC-344-Cu
mit der SP-Cu Probe in Abb. 46. Beide Kompositbänder haben einen elektrischen Widerstand
von etwa 1, 2·10−8Ωm oberhalb von Tc = 90K, obwohl der Cu-Flächenanteil in AMSC-344-Cu
fast doppelt so groß ist wie in SP-Cu. Die höhere Reinheit des Kupfers im SP-Cu-Band kom-
pensiert diesen geringeren Flächenanteil und bewirkt bei tiefen Temperaturen die diskutierte
höhere Wärmeleitfähigkeit.
5.4 Wärmeleitfähigkeit der BSCCO-AgAu-Kompositleiter
Der HochtemperatursupraleiterBi2Sr2Ca2Cu3Ox (Bi2223) trägt einen anwendungsrelevanten
Transportstrom nur in der kristallographischen a,b Ebene. Eine Ausrichtung der Kristallkör-
ner ist deshalb zwingend notwendig. Jedoch ist eine planare, uniaxiale Textur ausreichend im
Gegensatz zur biaxialen Textur des YBCO. Die Herstellung mit bekannten Leiterprozesstech-
niken (Pulver-in-Rohr -Methode, extrudieren, walzen) ist möglich. Speziell durch das Walzen
der BSCCO-Kompositbänder wird die planare Textur der CuO2-Ebenen erreicht, d.h. die c-
Achsen der supraleitenden Kristallite sind parallel zueinander ausgerichtet. Abb. 50 zeigt sche-
matisch den Aufbau eines BSCCO-Kompositbandes. Die Abhängigkeit des Transportstroms
vom Korngrenzenwinkel innerhalb der Ebene (Ausrichtung in a,b-Richtung) ist weniger stark
ausgeprägt als bei den YBCO-Bändern, weshalb eine biaxiale Textur hier nicht notwendig
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Abbildung 50: Schematischer Aufbau des gewalzten BSCCO-AgAu-Bandes. Die Breite des
Bandes beträgt typischerweise 4 mm, die Höhe 0,2 mm. Mit der Pulver-in-Rohr -Methode
wird BSCCO (schwarz) in einzelne AgAu-Röhren (grau) extrudiert. Ein Bündel aus mehreren
(z.B. 55 oder 121) Röhren wird weiteren Extrusions-, Glüh- und Walzprozessen unterzogen.
Für ein Filament sind schematisch die supraleitenden Kristalle angedeutet. Durch das Walzen
sind ihre c-Achsen parallel ausgerichtet.
ist. Das Material der Matrix ist Silber bzw. eine Silber-Gold-Legierung. Der entscheidende
Vorteil des Silbers (bzw. der AgAu-Legierung) ist, dass die Matrix Sauerstoﬀ durchlässig ist
und gleichzeitig das Matrixmaterial nicht oxidiert. Kupfer als Matrix würde mit dem Sau-
erstoﬀ reagieren [89, 90]. Desweiteren hat Silber in reiner Form einen geringen speziﬁschen
elektrischen Widerstand, weshalb es ein ausgezeichneter Stabilisator für HTSL ist.
In Hinblick auf die Anwendung der BSCCO-Bandleiter in Stromzuführungen gilt es die
Wärmeleitfähigkeit zu reduzieren, um den Eintrag der Wärme durch Leitung entlang der
Stromzuführung zu minimieren. Das Konzept der gezielten Legierung des Silbers mit Gold-
atomen hat sich etabliert [91, 92]. Dabei wird die Defektstreuung der Elektronen stark er-
höht und die speziﬁsche Wärmeleitfähigkeit der Matrix sinkt, wie in Kapitel 2 ausführlich
gezeigt wurde. Eine Stromzuführung nur bestehend aus dem Hochtemperatursupraleiterma-
terial würde die Wärmeleitung nochmals bedeutend reduzieren, allerdings wäre ein stabiler
Supraleiterbetrieb nicht mehr sichergestellt [93].
Abb. 51 vergleicht die Wärmeleitfähigkeit verschiedener Leiter, die als stromtragende Kom-
ponente in einer Stromzuführung in Frage kommen. Für Kupfer wurde die Messkurve mit
RRR = 77 ausgewählt34, weiter ist ein BSCCO-Bandleiter mit reiner Ag-Matrix eingezeichnet.
Es wird deutlich sichtbar, dass durch das Legieren des Silbers mit Goldatomen die Wärmeleit-
fähigkeit des Kompositbandes etwa um eine Größenordnung im relevanten Temperaturbereich
(etwa 4 K bis 60 K) reduziert werden kann. Stellvertretend für reines HTS-Material ist die
Wärmeleitfähigkeit der polykristallinen BSCCO-Probe (siehe Abschnitt 2.4) gezeigt. Sie hat
mit Abstand die geringste Wärmeleitfähigkeit, da keine metallische Komponente parallel ange-
ordnet ist. Aufgrund der mechanischen und elektrischen Stabilitätsprobleme der reinen HTS-
Materialien, bietet somit das BSCCO-AgAu-Band einen akzeptablen Kompromiß zwischen
geringer Wärmeleitfähigkeit und stabilem Betrieb [94]. Für einen quantitativen Vergleich sind
die unterschiedlichen Stromtragfähigkeiten, insbesondere beim Kupfer der endliche elektrische
Widerstand, zu berücksichtigen.
In Bezug auf die Wärmeleitfähigkeit ist das BSCCO-AgAu-Kompositsystem dreifach von
Bedeutung:
34Herkömmliche Cu-Stromzuführungen nutzen ebenfalls legiertes Kupfer, um die Wärmeleitfähigkeit zu re-
duzieren.
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Abbildung 51: Axiale Wärmeleitfähigkeit potentieller Leiter einer Hochstromzuführung. Neben
der geringen Wärmeleitfähigkeit erzeugen die HTSL im Gegensatz zu Kupfer keine zusätzliche
Joulsche Wärme im Strombetrieb.
 Aus Sicht der Anwendung in Hochstromzuführungen, kommt es auf eine geringe Wärme-
leitfähigkeit an. Die Kenntnis dieser Größe ist zwingend notwendig, um eine angemessene
Dimensionierung der Stromzuführung und eine ausreichende Kühlung zu gewährleisten.
 Für den Betrieb des HTS ist eine hohe Wärmeleitfähigkeit vorteilhaft, um eine kryoge-
ne Stabilität zu gewährleisten. Dieser Punkt steht in Konkurrenz zum erstgenannten,
ein Kompromiß muss eingegangen werden. Die Wärmeleitfähigkeit in zur Bandebene
normalen Richtung spielt ebenfalls eine wichtige Rolle.
 Aus physikalischer Sicht ist die Wärmeleitfähigkeit in Kompositen, speziell auch im Hin-
blick auf die zu Stapeln vereinten Bändern, von hohem Interesse, da neben den einzelnen
Leitfähigkeiten der Komponenten die gesamte Wärmeleitfähigkeit experiementell zu be-
stimmen und theoretisch zu modellieren ist.
Die Wärmeleitfähigkeit des BSCCO-AgAu-Kompositsystems wird deshalb intensiv untersucht,
beginnend mit dem einfachen BSCCO-AgAu-Band und anschließend werden Bandleiterstapel
betrachtet, die zur Steigerung der Stromtragfähigkeit verwendet werden.
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Abbildung 52: Axiale Wärmeleitfähigkeit der BSCCO-AgAu-Bandleiter. Die unterschiedlichen
Hersteller verwenden zum Teil unterschiedliche Füllfaktoren.
5.4.1 BSCCO-AgAu-Einzelband
Zunächst werden die Messergebnisse der Einzelbänder in Abb. 52 betrachtet. BSCCO-AgAu
Bänder von drei verschiedenen Herstellern35 werden untersucht. Eine Filamentierung der su-
praleitenden Komponente ist standardmäßig. Das Band von AMSC 36 (American Supercon-
ductor) wie auch von Sumitomo beinhaltet 55 Filamente, EAS/EHTS setzt seinen Leiter aus
121 Filamenten zusammen. Bedeutender als die Anzahl der Filamente ist jedoch der Flächen-
anteil des Supraleiters im Querschnitt des Kompositleiters. Tabelle 7 fasst die unterschiedli-
chen Zusammensetzungen der untersuchten BSCCO-Bandleiter zusammen. Die Bestimmung
des Füllfaktors f = ASCAges der BSCCO-Komponente ist mit einer Unsicherheit von ±3% be-
haftet. Selbst mit modernen Graphikprogrammen, bleibt letztendlich immer eine Farbgrenze
zwischen der SL-Komponente und der Matrix festzulegen. Diese ist stets subjektiv von der
auswertenden Person abhängig, weshalb die Füllfaktorbestimmung an einem Querschnitts-
bild, durchgeführt durch verschiedene Personen, zu unterschiedlichen Ergebnissen führt. Im
Falle von Multiﬁlamentleitern ist der Umfang der BSCCO-Filamente in Bezug auf deren Ge-
samtﬂäche extrem groß, weshalb sich ein subjektiver Unterschied in der Farbgrenzenwahl sehr
stark auswirkt. Abweichungen im Füllfaktor von mehreren Prozent sind keine Seltenheit. Wie
Abb. 52 zeigt, hat das BSCCO-AgAu-Band von EAS mit dem Füllfaktor f = 30% eine hö-
here Wärmeleitfähigkeit als die Bänder mit etwa 40% Füllfaktor, was einsichtig ist, da die
AgAu-Matrix eine bedeutend höhere Wärmeleitfähigkeit besitzt als BSCCO. Um die Wär-
35Hersteller EAS (European Advanced Superconductors) gehört zwischenzeitlich zur Bruker BioSpin Grup-
pe und hat die HTS-Sparte ausgegliedert und neu benannt: EHTS (European High Temperature Supercon-
ductors).
36CryoBlock, AMSC hat die Herstellung eingestellt.
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Tabelle 7: Übersicht der untersuchten BSCCO-Einzelbänder und Bandleiterstapel und deren
Zusammensetzung.
Probe Aufbau Anteil der Querschnittsﬂäche
(alle beinh. Bi2223) AgAu BSCCO SnAg-Lot
EAS-V388D Matrix: AgAu5wt% 70% 30%
Einzelband Hülle: AgAuMg0,2wt%
EHTS Matrix: AgAu5wt% 60% 40%
Einzelband Hülle: AgAuMg0,2wt%
AMSC Matrix: AgAu5,3wt% 58% 42%
Einzelband
Sumitomo Matrix: AgAu5wt% 61% 39%
Einzelband
2er Stapel EHTS, gelötet 47% 42% 11%
3er Stapel EHTS, gelötet 39% 41% 20%
4er Stapel EHTS, gelötet 42% 41% 17%
5er Stapel EHTS, gelötet 41% 37% 22%
6er Stapel EHTS, gelötet 40% 40% 20%
13er AMSC AMSC, gesintert 58% 42%
meleitfähigkeit der verwendeten AgAu-Legierungen direkt vergleichen zu können, wird mit
Gl. (28) anhand der gemessenen Wärmeleitfähigkeit des Kompositbandes (Abb. 52) sowie der
Wärmeleitfähigkeit des BSCCO (Bi2223 in Abb. 19) und der Füllfaktoren, die Komponen-
te der AgAu-Legierung λAgAu berechnet. Die Berücksichtigung der BSCCO Komponente ist
innerhalb der Messgenauigkeit eigentlich irrelevant, da sie weniger als 1% zur gesamten Wär-
meleitfähigkeit beiträgt. Jedoch wird als grobe Abschätzung für alle vier Bänder die Kurve der
EHTS-Bi2223-Probe verwendet, wohl wissend, dass die einzelnen Bänder eine unterschiedliche
BSCCO-Zusammensetzung und unterschiedliche Herstellungsprozesse37 durchlaufen haben.
Abb. 53 zeigt das Ergebnis dieser Berechnungen. Zum Vergleich sind in das Schaubild Litera-
turdaten38 aus [95] für drei AgAu-Legierungen mit unterschiedlichem Goldgehalt eingezeich-
net. Oﬀensichtlich hat die AgAu-Matrix der verschiedenen Bänder einen ähnlichen Au-Anteil
von ungefähr 5%, wie auch von den Herstellern angegeben wird (s. Tab. 7). Eine sehr gute
Übereinstimmung zeigen die beiden berechneten Kurven des EAS und EHTS Kompositbandes.
Hier ist davon auszugehen, dass sich nur der Füllfaktor der beiden Bänder unterscheidet, das
Material der Matrix in seiner Zusammensetzung jedoch gleich geblieben ist. Die Wärmeleitfä-
higkeitskurven der AgAu-Legierung der AMSC- und der Sumitomo-Probe zeigen geringfügig
höhere Werte. Dies kann in der unterschiedlichen Matrix-Zusammensetzung gründen, denn
EAS/ EHTS setzt eine zusätzliche AgAuMg-Legierung zur mechanischen Stabilisierung um
den AgAu-BSCCO Kern ein [96, 97]. Diese AgAuMg-Komponente kann nicht extrahiert wer-
37Je nach Deformationsgrad und Glühbehandlungen ändert sich die Dichte (Porosität), die Textur und die
Sauerstoﬀbeladung.
38In Landolt-Börnstein wird darauf hingewiesen, dass diese empfohlenen Werte durch Inter- und Extrapola-
tion von verfügbaren Quellen mit unterschiedlicher Qualität entstanden sind und man von einer Unsicherheit
von etwa ±10% ausgehen kann.
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Abbildung 53: Aus der gemessenen Wärmeleitfähigkeit der Einzelbänder und der EHTS-
Bi2223-Probe, ist die Wärmeleitfähigkeit der AgAu-Matrix anhand der unterschiedlichen
Füllfaktoren berechnet. Zum Vergleich sind ab 100 K Literaturdaten aus [95] für AgAu-
Legierungen mit eingezeichnet.
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Abbildung 54: Gemessene, axiale Wärmeleitfähigkeit an BSCCO-Bandleiterstapel. Die zwei-
bis sechsfach Stapel sind aus einem SnAg-Lot und geschliﬀenen EHTS-Bändern aufgebaut.
Der 13-fach Stapel von AMSC wurde durch Sintern hergestellt.
den, weshalb die dargestellten Daten in Abb. 53 als Mittelung über den AgAu-Kern und die
AgAuMg-Hülle zu interpretieren sind. Wie in [98] gezeigt wurde, ist Magnesium ein sehr ef-
fektiver Substituent, der die Wärmeleitfähigkeit vergleichsweise stärker reduziert als Au. Die
Matrix des AMSC- und des Sumitomo-Bandes haben folglich eine höhere Wärmeleitfähigkeit,
da sie keine AgAuMg-Komponente in ihrem Aufbau haben.
5.4.2 BSCCO-Bandleiterstapel
Zur Erhöhung der Stromtragfähigkeit werden BSCCO-Einzelbänder zu einem Leiterstapel
zusammengefasst. Dies kann zum einen durch Verlöten zum anderen durch Sintern der Einzel-
bänder erfolgen. Wie sich die Wärmeleitfähigkeit durch diesen Schritt zu einem komplexeren
Kompositsystem ändert, wird im Folgenden untersucht.
Hierzu wurden zwei bis sechs EHTS-Bänder verlötet und ein 13-fach Stapel39 aus AMSC-
Leitern zusammen gesintert (s. Tab. 7). Die Ergebnisse der Wärmeleitfähigkeitsmessungen
zeigt Abb. 54. Zum Vergleich sind die Daten des EHTS- und des AMSC-BSCCO-AgAu-
Einzelbandes mit aufgenommen. Um den prinzipiellen Unterschied zwischen den gelöteten
und dem gesinterten Stapel hervorzuheben, sind die AMSC Einzelband- und Stapeldaten als
Linien gezeichnet. Der gesinterte AMSC 13-fach Stapel (gestrichelt) verhält sich gleich, wie das
zugrundeliegende Einzelband von AMSC (durchgezogen). Dies entspricht der Erwartung, da
keine zusätzliche Komponente durch das Sintern eingeführt wurde und die verhältnismäßige
Zusammensetzung im 13-fach Stapel der des Einzelbandes entspricht.
39Aus diesen Stapeln wurde die 68 kA ITER-Model-Stromzuführung gebaut [20].
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Die gelöteten EHTS-Stapel zeigen hingegen aufgrund des zusätzlichen Lotes eine deutliche
Abweichung von ihrem Einzelband (Quadrate). Für T < 30 K ist die Wärmeleitfähigkeit der
gelöteten Stapel größer als die des EHTS Einzelbandes. Die Wärmeleitfähigkeitskurven zei-
gen eine Art Knie. Dies ist auf den Beitrag der zusätzlichen Lotkomponente zurückzuführen.
Zur Überprüfung des Tieftemperaturverhaltens des Zinn-Silber-Lotes wurde dieses in Rein-
form ebenfalls gemessen. Die zugehörige Wärmeleitfähigkeitskurve ist Abb. 55 zu entnehmen.
Trotz des Legierungscharakters, mit etwa 96,5 wt% Sn und 3,5 wt% Ag, zeigt die Wärmeleit-
fähigkeit ein ausgeprägtes Maximum um 6 K, was typisch für reine Metalle ist. Durch dieses
Maximum kann die erhöhte Wärmeleitfähigkeit in den gelöteten EHTS-Bandleiterstapel er-
klärt werden. Für T > 30K fällt die Wärmeleitfähigkeit der Stapel unter die Kurve des Einzel-
bandes. Ursache hierfür sind die veränderten Flächenverhältnisse, insbesondere die Addition
der Lotkomponente. Vor der Lötung werden die Einzelbänder geschliﬀen und poliert, was den
AgAu(Mg)-Matrixanteil40 reduziert, wie Tabelle 7 zu entnehmen ist. Die Flächenanteile für die
gelöteten Stapel können nicht vom Einzelband übernommen werden. Aus diesem Grund wur-
den für sämtliche Bandleiterstapel Querschliﬀe angefertigt. Abb. 28 und 59 zeigen beispielhaft
die Querschliﬀe des EHTS sechsfach bzw. des AMSC 13-fach Stapels. Für die gelöteten Stapel
konnten somit die neuen Flächenanteile bestimmt werden. Entsprechend der Abnahme der
AgAu(Mg)-Matrix und der Menge des verwendeten Lotes sind die Zusammensetzungen der
Stapel sehr individuell. Mit der bereits erwähnten Unsicherheit in der Füllfaktorbestimmung
lässt sich nur qualitativ die Tendenz erkennen. Insbesondere beim zweifach Stapel, der nur
eine Lotﬂäche besitzt und somit den geringsten Lotanteil aufweist, ist die Wärmeleitfähigkeit
unterhalb 30 K im Vergleich aller gelöteter Stapel am geringsten.
Es stellt sich die Frage, ob der Beitrag des Lotes wie in den bisherigen Kompositsystemen
einfach als weitere parallele Komponente addiert werden kann. Hierfür wurde ein theoretischer,
sechsfach Bandleiterstapel mit Gl. (28) modelliert:
λ6erStapel = fAgAuλAgAu + fBSCCOλBi2223 + fLotλSnAg (43)
Als Komponenten dienen die Wärmeleitfähigkeit der EHTS-AgAu-Matrix (Abb. 53), der
EHTS-Bi2223-Probe (Abb. 19) sowie des reinen SnAg3,5wt%-Lotes41. Die Matrix- und die
Lotkomponente, sowie die gemessenen Daten am sechsfach Stapel werden zusammen mit der
Vorhersage der Modellierung in Abb. 55 gezeigt. Für T > 50 K nähert sich die Modellierung
sehr gut der gemessenen Wärmeleitfähigkeit des sechsfach Stapels an. In diesem Bereich unter-
schreitet die Wärmeleitfähigkeit des reinen SnAg-Lotes diejenige der AgAu(Mg)-Matrix und
sinkt für steigende Temperaturen weiter ab. Ihr 20%iger Volumenbeitrag zur gesamten Wär-
meleitfähigkeit des Stapels wird zunehmend unbedeutender. Für hohe Temperaturen wird die
Wärmeleitfähigkeit des Kompositbandes allein durch die Wärmeleitfähigkeit der AgAu(Mg)-
Matrix und dem zugehörigen Flächenanteil fAgAu = 40% dominiert. Für T < 30 K weicht die
Modellierung deutlich von der gemessenen Wärmeleitfähigkeit des sechsfach Stapels ab. Das
theoretisch erwartet Maximum aufgrund der Lotkomponente ist für die gemessenen Daten
reduziert zu einem leichten Knie. Die Wärmeleitfähigkeit des Lotes innerhalb des sechsfach
Stapels ist demzufolge nicht mehr identisch mit der Wärmeleitfähigkeit des reinen SnAg-Lotes.
Der Lötvorgang ändert die Zusammensetzung signiﬁkant. In erster Linie kann davon ausgegan-
gen werden, dass zusätzliches Silber aus der Bandmatrix in das Lot diﬀundiert. Hinzukommen
40Als Kurzschreibweise wird nun für die Matrix der EHTS-Stapel AgAu(Mg) verwendet.
41Ürsprüngliche Zusammensetzung vor dem Lötprozess.
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Abbildung 55: Vergleich der gemessenen Wärmeleitfähigkeit des EHTS sechsfach Stapels mit
der Modellierung aus den abgeleiteten AgAu(Mg)-Matrix (Abb. 53) und den gemessen Lot-
und Bi2223-Daten. Die Bi2223-Daten sind nicht gezeigt, da sie nur marginal zur gesamten
Wärmeleitfähigkeit beitragen und die Skalierung der Ordinate unnötigerweise stauchen wür-
den.
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Abbildung 56: REM-Aufnahme an einem Querschliﬀ des EHTS sechsfach Stapels. Der Aus-
schnitt zeigt die drei Komponenten des Kompositleiters: oben (dunkel) BSCCO-Filament,
mitte (hell) Bandmatrix, unten (mit punktförmigen Verunreinigungen durch das Schleifen)
Lot. Entlang der Linie (gelb) wurde die Elementhäuﬁgkeit mit einem SiLi-EDX-Detektor be-
stimmt. Als Histogramm über dieser Linie sind die Elemente Ag (grün), Sn (blau) und Mg
(rot) aufgetragen.
weitere Fremdatome (z.B. Au und Mg), die als Defektstreuzentren eﬀektiv die Wärmeleit-
fähigkeit des Lotes bei tiefen Temperaturen reduzieren. Somit entspricht das Verhalten der
Lotkomponente nach dem Lötprozess eher dem einer ausgeprägten Legierung als dem eines
reinen Metalles. Wie Abb. 54 jedoch gezeigt hat, reicht die höhere Wärmeleitfähigkeit des
Lotes aus, um die gesamte Wärmeleitfähigkeit der gelöteten Stapel im Vergleich zum Ein-
zelband deutlich zu erhöhen, obwohl der Flächenanteil der Matrix vergleichsweise gesunken
ist. Diese Erhöhung der Wärmeleitfähigkeit ist in Hinblick auf die Verwendung in Hochstrom-
zuführungen tolerabel. Für die Stabilität des Supraleiters lässt sie auf eine gute thermische
und elektrische Verbindung der Einzelbänder und somit auf eine gute Stromumverteilung und
erhöhte Stabilität schließen.
Der Bereich der Lötung wurde mit einem Rasterelektronenmikroskop (REM) genauer un-
tersucht [99]. Abb. 56 zeigt eine SE2-Aufnahme42 des EHTS sechsfach Stapels. Der Ausschnitt
wurde senkrecht zur Bandebene (Querschliﬀ) zwischen zwei Einzelbändern im sechsfach Sta-
pel erstellt. Am oberen Bildrand ist ein BSCCO-Filament (dunkel grau), es schließt sich nach
unten die AgAu-Matrix und anschließend das SnAg-Lot an. Mit Hilfe der rückgestreuten Elek-
tronen, wobei der Elektronenstrahl entlang der gelben Linie über die Probe gefahren wurde,
ist die Elementhäuﬁgkeit für Ag, Sn und Mg bestimmt worden. Sie ist oberhalb der Lini-
enabtastung qualitativ aufgetragen. Zu Beginn innerhalb des BSCCO liegen die drei Elemen-
te unterhalb der Nachweisgrenze. Das Ag-Histogramm (grün) belegt eindeutig die folgende
AgAu-Matrix. Kurz bevor der Sn-Gehalt (blau) ansteigt, ist ein Mg-Einschluss (rot) zu er-
kennen. An der Grenze zum SnAg-Lot tritt der Bereich auf, in dem Sn und Ag ineinander
diﬀundiert sind. Diese Diﬀusionsschicht ist auch in den optischen Aufnahmen der Querschlif-
42Sekundär-Elektronen-Detektor, Beschl.Spannung 15kV.
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fe (Abb. 28) angedeutet, wo zwischen dem hellen Bereich der Bandmatrix und dem hellen
Bereich des Lotes eine dunklere Zwischenschicht zu erkennen ist.
Der Diﬀusionsprozess, visualisiert durch die REM-Aufnahme, und die starke Reduzierung
der Wärmeleitfähigkeit der Lotkomponente legen eine erfolgreiche Verbindung der Einzelbän-
der durch das Löten nahe. Gemeinsam mit den Messungen der Wärmeleitfähigkeit normal zur
ﬂachen Bandebene, wie sie im folgenden Abschnitt untersucht werden, wird sich der Vorteil
der Lötung gegenüber dem Sintern der Einzelbänder noch deutlicher zeigen.
5.4.3 Wärmeleitfähigkeit normal zur Bandebene
Alle bisher gezeigten Messungen der Wärmeleitfähigkeit sind in axialer Richtung durchge-
führt worden, wie Abb. 50 schematisch verdeutlicht hat. Dies ist die relevante Richtung für
den Stromﬂuss und somit auch für den Wärmeﬂuss in einer Stromzuführung. Für eine Si-
mulation des thermodynamischen Verhaltens, bzw. für Stabilitätsuntersuchungen, ist jedoch
auch die Wärmeleitfähigkeit normal zur Bandebene43 von Bedeutung, insbesondere im Fall
von Leiterstapeln, wo mehrere Einzelbänder übereinander angeordnet sind.
Die Wärmeleitung ﬁndet nicht mehr in zwei oder mehreren parallelen, zusammenhängen-
den Komponenten statt, sondern abwechselnd durch die BSCCO-Filamente und die AgAu-
Matrix im Kernbereich des Einzelbandes und im Randbereich der Bänder durch vereinzelte
Filamente innerhalb der AgAu(Mg)-Matrix. Die theoretische Betrachtung in Abb. 21/ Kapi-
tel 2.5 unterscheidet diese zwei Bereiche. Für den Kernbereich (dunkles Rechteck in Abb. 21
mit Index 2), wo sich BSCCO und AgAu abwechseln, wird eine homogene (schlecht wärme-
leitende) Phase angenommen, welche über alle BSCCO-Filamente und AgAu-Trennschichten
mittelt. Umhüllt wird dieser Bereich mit einer unterschiedlich starken AgAu(Mg) Schicht (hel-
les Rechteck mit Index 1). Die in der Realität linsenförmige Gestalt der Einzelbänder wird
vernachlässigt. Für Bandleiterstapel können mehrere dieser Einzelbandelement übereinander
gesetzt oder die zwei unterschiedlichen Bereiche für den gesamten Stapel deﬁniert werden.
Um eine passende Kontaktierung der Messprobe normal zur Bandebene zu ﬁnden, wurde
der Einﬂuss verschiedener Kontaktorientierungen mit dem FEM-Programm Comsol qualitativ
simuliert. Für alle Kontaktanordnungen gilt, dass die Bedingung eines axialen Wärmeﬂusses
nicht mehr erfüllt ist, da durch die unterschiedlichen Gebietseigenschaften, die in ihrer Aus-
dehnung in der gleichen Größenordnung sind wie die äußeren Abmessungen, zusammen mit
dem ungünstigen Geometrieverhältnis44, die Wärme nicht mehr gleichmäßig in die Probe
eingekoppelt werden kann. Abb. 57 zeigt die Kontaktierung einer sechsfach Bandleiterstapel-
probe zur Messung der Wärmeleitfähigkeit normal zur Bandrichtung, sowie eine Simulation
des Temperaturproﬁls bei konstantem Wärmeﬂuss mit FEM. Um weiterhin die Vorteile einer
Vierpunktmessung zu nutzen, wurden die Kontaktstifte räumlich getrennt von den Wärme-
stromzuführungen montiert. Hierbei wurden drei Konﬁgurationen getestet und simuliert:
1. Die Temperaturkontaktstifte sind senkrecht zur Bandrichtung übereinander angebracht
und die Wärmestromzuführungen liegen gegenüber. Diese Konﬁguration ist in Abb. 57
gezeigt.
2. Die Temperaturkontaktestifte sind parallel zur Bandrichtung übereinander angebracht
43In Abb. 28 oder 59 beispielsweise von oben nach unten.
44Die Messlänge ist zu kurz und die Querschnittsﬂäche zu groß.
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Abbildung 57: Links: Aufnahme einer Probe zur Messung der Wärmeleitfähigkeit normal zur
Bandebene. Die Wärmestromkontakte (Cu-Scheiben mit Einsparungen) sind getrennt von den
Temperaturmesskontakten (Cu-Stifte im Bildvordergrund). Rechts: Simulierte Wärmeleitfä-
higkeitsprobe mit konstantem Wärmeﬂuss durch die Kompositprobe. Eingezeichnet sind die
isothermen Flächen, welche in Messrichtung jedoch nicht parallel sondern gekrümmt sind. Die
markierten Linien in den Einsparungen geben den Ort der Temperaturmessung an. Sie liegen
oﬀensichtlich nicht auf einer Isothermen.
und die Wärmestromzuführungen liegen gegenüber. Dies entspricht einer Drehung der
oberen und unteren Cu-Zuführungsscheibe um 90° gegenüber der Probe in Abb. 57.
3. Die Temperaturkontaktstifte sind senkrecht zur Bandrichtung, jedoch auf unterschiedli-
chen Seiten angebracht. Die Orientierung der Wärmestromzuführungen ist parallel zur
Bandrichtung und ebenfalls diagonal zueinander montiert.
Für eine Messung im stationären Zustand nach der axialen Wärmeﬂussmethode sollten die
Isothermen parallel zueinander und senkrecht zur Messrichtung verlaufen. Diese Bedingung ist
am geringsten erfüllt für die erste Konﬁguration, wie die Simulation auch deutlich zeigt, da am
Ort der Temperaturmessung eine starke Krümmung der Isothermen auftritt. Die Wärme ﬂießt
hauptsächlich in der AgAu(Mg) Randschicht, welche am nächsten zu den Wärmestromzufüh-
rungen angebracht ist. Die gegenüberliegende Randschicht, wo die Temperatur gemessen wird,
transportiert einen geringeren Anteil des Wärmestroms. Die gemessene Temperaturdiﬀerenz
ist folglich systematisch zu klein.
Die Wärmeeinkopplung ist gleichmäßiger im zweiten Fall. Jedoch existiert auch hier ei-
ne Aufspreizung der Isothermen am Ort der Temperaturmessung und somit eine zu klein
bestimmte Temperaturdiﬀerenz.
Die Simulation der dritten Konﬁguration liefert am Ort der Temperaturmessung ein nahe-
zu paralleles Proﬁl, wobei jedoch die Ebenen der Isothermen nicht exakt im rechten Winkel zur
Messrichtung liegen. Dies ist ebenfalls gleichbedeutend mit einer zu geringen Abschätzung der
Temperaturdiﬀerenz. Die tatsächliche Temperaturdiﬀerenz sollte für alle drei Konﬁgurationen
jeweils größer sein als die scheinbar gemessene. Die daraus bestimmten Wärmeleitfähigkeits-
werte sind folglich stets zu groß. Abb. 58 zeigt diese gemessene Abschätzung der Wärmeleitfä-
higkeit normal zur Bandrichtung des EHTS sechsfach Stapels für die drei angegeben Kontakt-
konﬁgurationen. Die simulierten Temperaturproﬁle und die daraus abgeleiteten qualitativen
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Abbildung 58: Messungen der Wärmeleitfähigkeit normal zur Bandrichtung des sechsfach
EHTS-Stapels und des gesinterten 13-fach AMSC-Stapels. Alle Kurven stellen obere Abschät-
zungen dar, da ein axialer Wärmeﬂuss nur näherungsweise gegeben ist. Eine Abhängigkeit von
der Kontaktanordnung ist oﬀensichtlich. Konﬁguration 3 liefert die beste Abschätzung für
die EHTS-Stapel.
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Abbildung 59: Querschliﬀ eines 13er-Stapels aus zusammengesinterten AMSC-BSCCO-AgAu-
Bändern. An den Rändern ist deutlich zu erkennen, dass aufgrund der Wölbung die Ein-
zelbänder während des Sintervorgangs keinen Kontakt hatten, und somit bis zu 1 mm tiefe
Einschnitte vorhanden sind.
Bewertungen der unterschiedlichen Kontaktkonﬁgurationen werden durch die Messungen be-
stätigt. Die Messung mit der dritten Konﬁgurationsvariante stellt somit die Abschätzung mit
der geringsten Abweichung dar. Anhand dieser Abschätzung ist festzuhalten, dass die Wärme-
leitfähigkeit der EHTS-Stapel normal zur Bandebene mindestens um einen Faktor 20 geringer
ist als die Wärmeleitfähigkeit in Bandrichtung.
An AMSC 13-fach Stapeln wurde ebenfalls die Wärmeleitfähigkeit normal zur Bandebe-
ne gemessen. Das Geomtrieverhältnis ist hier vorteilhafter, da die 13 gesinterten Bänder eine
deutlich größere Messlänge erlauben. Trotz des höheren AgAu-Matrix-Volumenanteils in den
AMSC-Stapeln (58%) ist die Wärmeleitfähigkeit normal zur Bandebene geringer45 als für die
EHTS sechsfach Stapel (Matrix-Volumenanteil 40%), wie Abb. 58 zeigt. Für die Wärmeleitfä-
higkeit normal zur Bandrichtung ist der innige Kontakt zwischen den Einzelbändern essentiell.
Im Falle der EHTS-Stapel sorgt dafür die Lotschicht, die nach Abb. 28 bis an die Ränder reicht.
Im AMSC 13-fach Stapel kann der Sinterprozess die Einzelbänder nicht entlang der ge-
samten Breite verbinden, da kein zusätzliches Material zur Verfügung gestellt wird, das die
seitlichen Lücken aufgrund der Wölbung der Einzelbänder auﬀüllt. Abb. 59 zeigt einen Quer-
schliﬀ des AMSC 13-fach Stapels. Es sind deutlich Spalte zu erkennen, die teilweise bis 1 mm
tief in den Stapel dringen. Die eﬀektive Wärmeleitfähigkeit normal zur Bandebene wird da-
durch reduziert, sie beträgt etwa nur 130 des Wertes in Bandrichtung. Um dies zu bestätigen,
wurde mit einem zweidimensionalen FE-Modell das Temperaturproﬁl bei konstantem Wärme-
ﬂuss simuliert. Abb. 60 zeigt den Vergleich zwischen einem idealen 13-fach Stapel, bei welchem
die Einzelbänder in direktem Kontakt über die gesamte Breite stehen, und einem realistischen
Modell, in welchem auf jeder Seite des Stapels sechs 0,5 mm tiefe Spalte angeordnet sind. Für
identischen Wärmeﬂuss durch beide Querschnitte, stellt sich im Falle des Modells mit den
seitlichen Spalten in der Tat ein etwa dreifach so großer Temperaturgradient ein.
45Mit der Einschränkung, dass es sich in beiden Fällen jeweils um obere Grenzen handelt.
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Abbildung 60: Zweidimensionale Simulation des Wärmeﬂusses normal zur Bandebene im AM-
SC 13-fach Stapel. In beiden Simulationen ﬂießt konstant die gleiche Wärmemenge durch den
Stapel. Die linke Simulation zeigt einen idealen Stapel, bei welchem die 13 Einzelbänder per-
fekten Kontakt über die gesamte Breite (4 mm) haben. In der rechten Simulation wurden auf
jeder Seite sechs Spalte mit einer Tiefe von jeweils 0,5 mm eingebracht. Die Anordnung der
Einbuchtungen im Abstand von zwei Einzelbändern ist willkürlich und hat vernachlässigbaren
Einﬂuss. Zwischen den Simulationen ist eine Temperaturskala zur Orientierung gegeben.
Fazit: BSCCO-AgAu-Kompositleiter Es bleibt festzuhalten, dass die gelöteten Stapel
eine bessere thermische und folglich auch elektrische Kopplung zwischen den Einzelbändern
besitzen als gesinterte Stapel. In zur Bandebene normalen Richtung ist die gewölbte Quer-
schnittsﬂäche und die dadurch entstehenden Spalte im Randbereich, für die reduzierte Wär-
meleitfähigkeit der AMSC 13-fach Stapel ausschlaggebend. Die Lotkomponente schließt diese
Lücke innerhalb der EHTS-Stapel. Dieses Ergebnis bestätigt die Untersuchungen der CERN-
Gruppe [100].
In Hochstromzuführungen bewirkt die zusätzliche Lotkomponente eine geringfügige Erhö-
hung der axialen Wärmeleitung im Vergleich zu den Einzelbändern im relevanten Tempera-
turbereich von 4 K bis 60 K. Das thermodynamische Verhalten der Stapel, insbesondere der
Einﬂuss der Normalkomponente auf die Stabilität der supraleitenden Kompositstruktur wird
im abschließenden Kapitel untersucht.
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Abbildung 61: Simulation des thermischen Verhaltens eines modellierten Edelstahl-HTSL-
Komposits. Links oben ist die vereinfachte Querschnittsﬂäche zu sehen. Sieben BSCCO-AgAu-
Bandleiterstapel sind nebeneinander als homogener, aber anisotroper HTS-Leiter in ein Edel-
stahlproﬁl eingebettet. Das Schrägbild zeigt das Temperaturproﬁl 20 Sekunden nach Initierung
des Quenches. Hierfür wurde eine 10 mm lange resistive Zone am warmen Ende der Strom-
zuführung angenommen. Die rote Linie markiert die Orte der gezeigten Temperaturproﬁle in
der Mitte auf der HTSL-Komponente.
6 Simulationen
Mit den gemessenen Werten der Wärmeleitfähigkeit als Funktion der Temperatur kann das
thermische Verhalten der supraleitenden Kompositstruktur mit FEM detailliert simuliert wer-
den. Anhand zweier Beispiele wird dies im abschließend Kapitel gezeigt.
6.1 Anisotrope Wärmeleitfähigkeit im BSCCO-Komposit-System
In Abschnitt 5.4.3 wurde für die AMSC-BSCCO-Bandleiterstapel die Wärmeleitfähigkeit nor-
mal zur Bandebene diskutiert. Mit der Abschätzung, dass die Wärmeleitfähigkeit in normaler
Richtung etwa 130 der Wärmeleitfähigkeit in Bandrichtung beträgt, kann ein Wärmeleitfähig-
keitstensor in der FEM-Simulation verwendet werden.
Die BSCCO-Stapel werden in Hochstromzuführungen eingesetzt. Deshalb soll folgende
FEM-Geometrie als Beispiel dienen: 7 Stapel46 bestehend aus jeweils 13 BSCCO-AgAu-Bändern
sind nebeneinander in eine Edelstahlschiene eingelassen. Abb. 61 zeigt die Geometrie und die
Randbedingungen der Simulation. Das kalte Ende ist konstant auf 4,5 K, das warme Ende auf
60 K gehalten. Die seitlichen Flächen der Edelstahlschiene sind thermisch isoliert. Als Wär-
mequelle in der HTSL- und in der Edelstahlkomponente soll ohmsche Heizung47 stufenförmig
einsetzen, falls die Temperatur 80 K übersteigt. Unabhängig von der Temperatur soll in einem
10 mm langen Bereich am warmen Ende zu jeder Zeit t > 0 das Edelstahl-HTSL-Komposit
resistiv sein. Dies entspricht einem initialen Quenchen der HTSL-Komponente am Ort, wo die
kritische Stromdichte am geringsten ist (s. Kapitel 1.1.1). Die Wärmekapazität des BSCCO-
AgAu-Kompositsystems wurde nach [101] temperaturabhängig implementiert. Die isotrope
46Im weiteren Verlauf als HTSL-Komponente bezeichnet.
47Der Strom durch das gezeigte Kompositelement soll 5,67kA betragen.
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Abbildung 62: Temperaturproﬁl entlang des Edelstahl-HTSL-Komposits (Markierung in
Abb. 61) der Hochstromzuführung. Die ohmsche Heizung und die Quenchausbreitung be-
einﬂussen nur die letzten 10 cm innerhalb der gezeigten 20 s, weshalb nur dieser Ausschnitt
entlang der x-Achse gezeigt wird. Zwei Fälle werden verglichen: Anisotrope Wärmeleitfähigkeit
der HTSL-Komponente (oﬀene Symbole und gestrichelte Linien) bzw. isotrope Wärmeleitfä-
higkeit der HTSL-Komponente (gefüllte Symbole und durchgezogene Linien).
Wärmeleitfähigkeit der Edelstahlkomponente wurde durch ein Polynom dritten Grades an
vorhandene Messdaten für Edelstahl 304L approximiert. Die Edelstahlschiene wirkt aufgrund
ihrer Wärmekapazität als Wärmesenke.
Die typische Zeitskala dieser Anwendung für das Detektieren eines Quenches liegt im Be-
reich etlicher Sekunden, weshalb die Simulation in fünf Schritten bis maximal 20 Sekunden
durchgeführt wurde.
Der Einﬂuss der anisotropen Wärmeleitfähigkeit der BSCCO-Bandleiterstapel wird in
Abb. 62 gezeigt. Zwei Simulationen des Temperaturproﬁls entlang der in Abb. 61 gezeigten
Linie werden verglichen:
1. Isotrope Wärmeleitfähigkeit in der HTSL-Komponente. Die Messwerte für den 13-fach
AMSC Stapel, siehe Abb. 54, wurden durch folgende Potenzfunktion im Temperaturbe-
reich 4 K < T < 300 K approximiert:
λisotrop (T ) = −28, 2145 + 19, 46 · T 0,3947 [W/Km] (44)
Die Temperaturproﬁle zu unterschiedlichen Zeiten sind mit gefüllten Symbolen und
durchgezogenen Linien in Abb. 62 dargestellt.
2. Anisotrope Wärmeleitfähigkeit in der HTSL-Komponente. Die Wärmeleitfähigkeit in
der Bandebene (x,y-Ebene) entspricht der gemessenen, isotropen Wärmeleitfähigkeit.
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Die normale Komponente (z-Achse) ist um einen Faktor 30 reduziert:
λisotrop = λx = λy = 30λz (45)
Die simulierten Temperaturen sind durch oﬀene Symbole und mit gestrichelten Linien
dargestellt.
6.1.1 Diskussion
Als generelles Ergebnis der Simulation ist festzuhalten, dass aufgrund der geringen Tempera-
turleitfähigkeit
(
a = λcP ρ
)
die Quenchausbreitung im Temperaturbereich oberhalb 50 K sehr
langsam ist. Dies ist für die HTSL-Materialien allgemein bekannt [8, 102, 103, 104]. Bevor sich
eine normalleitende Zone in axialer Richtung ausbreitet und somit einen merklichen Span-
nungsanstieg über dem Leiter für die Detektion eines Quenches liefert, besteht für HTSL die
Gefahr, dass sie lokal bereits durchbrennen.
Wie Abb. 62 weiter zeigt, besteht bis etwa 4 s kein merklicher Unterschied zwischen dem
isotropen und dem anisotropen Fall. Innerhalb dieser Zeitspanne wird die Temperatur in der
dauerhaft resistiven Zone (59 cm < x < 60 cm) von ursprünglich 60 K auf 80 K angehoben.
Im anschließenden Bereich (x < 59 cm) setzt danach (t > 4 s) die ohmsche Heizung stufen-
förmig ein. Klar zu erkennen ist, dass die entsprechenden Temperaturkurven im anisotropen
Fall schneller anwachsen als im Fall mit isotroper Wärmeleitfähigkeit. Durch die reduzierte
Normalkomponente kann die Wärme nur eingeschränkt an den Edelstahlkörper abgegeben
werden. Wie Abb. 61 qualitativ zeigt, bleibt die Edelstahlschiene kalt (unten grün), wäh-
rend die HTSL-Komponente hohe Temperaturen annimmt (oben rot). Durch den stärkeren
Temperaturanstieg im anisotropen Fall, nimmt auch der Temperaturgradient in Bandrichtung
(x-Achse) zu, was eine schnellere Ausbreitung der normalleitenden Zone bewirkt. So ist die
maximale Temperatur nach 20 s im anisotropen Fall bereits auf 190 K angewachsen, wäh-
rend im isotropen Fall etwa 140 K im Maximum vorliegen. Mit zunehmender Zeit wird dieser
Unterschied größer.
Eine eindimensionale Simulation würde von unendlich großer Wärmeleitfähigkeit in den
transversalen Richtungen ausgehen. Die Abschätzung der maximalen Temperatur würde eine
noch viel geringere Temperatur liefern.
Die präsentierte Simulation belegt die Bedeutung über die Kenntnis der Wärmeleitfähigkeit
auch in zur Bandebene normaler Richtung. Dass die normal gerichtete Wärmeleitfähigkeits-
komponente einen signiﬁkanten Einﬂuss auf das thermodynamische Verhalten supraleitender
Kompositstrukturen hat, wird beispielsweise auch in [105, 106] gezeigt.
6.2 Quenchausbreitung in HTS - Kompositleitern
Durch die Möglichkeit die BSCCO- und YBCO-Leiter bei hohen Temperaturen (77 K) ein-
zusetzen, ändern sich auch die Materialeigenschaften maßgeblich, insbesondere wird die Wär-
mekapazität der Kompositstruktur größer, wenn man die Betriebstemperatur von 4,2 K auf
77 K ändert. Dies hat zur Folge, dass HTSL nicht anfällig gegenüber thermischen Störungen
sind, wie dies bei den NTSL der Fall ist, siehe Abschnitt 1.1.4 und [7, 107]. Selbst ein hoher
Energieeintrag durch eine thermische Störung, bewirkt nur eine kleine Temperaturänderung.
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Gemeinsam mit einer vergleichsweise großen Temperaturmarge48 bis zur kritischen Tempera-
tur, reicht dieser nicht aus, um eine normalleitende Zone zu etablieren. Diese hohe Stabilität
impliziert allerdings auch einen geringen Eigenschutz. Existiert ein normalleitender Bereich,
breitet dieser sich nur sehr langsam - typischerweise in der Größenordnung cm/s - aus. Grund,
ist wiederum die geringe Temperaturleitfähigkeit. Der Quench bleibt auf eine lokale Zone (cm)
für lange Zeit (s) beschränkt, ohne merklich Spannung im Leiter aufzubauen. Durch die wei-
tere ohmsche Erwärmung, besteht die Gefahr, dass sich die Kompositstruktur in einem Hot
Spot lokal überhitzt.
Betreibt man einen HTSL nahe der kritischen Phasengrenze zur Normalleitung, so ist
das thermodynamische Verhalten der Kompositstruktur stark abhängig von der Existenz sol-
cher Hot Spots. In supraleitenden Strombegrenzern wird z.B. der Übergang von Supraleitung
in Normalleitung eingesetzt, um Kurzschlussströme zu begrenzen. Im Normalbetrieb leitet
der Supraleiter den Nennstrom ohne Widerstand. Im Kurzschlussfall übersteigt der Strom
den kritischen Wert des HTSL, der Leiter wird resistiv und der Stromﬂuss wird schnell und
eﬀektiv begrenzt [108, 109]. YBCO-Bänder, nur mit einer Silberdeckschicht stabilisiert (s. Ab-
schnitt 5.3.2), sind hierfür gut geeignet, da sie im normalleitenden Zustand einen hohen Wi-
derstand besitzen. Wichtig dabei ist, dass der HTSL auf der gesamten Länge resistiv wird
und keine Hot Spots bildet. Eine bestimmte Silberschichtdicke ist deshalb notwendig, um
Schwachstellen im YBCO, die lokal die Stromtragfähigkeit einschränken, zu überbrücken.
Anhand folgender FEM-Simulation wird der Einﬂuss unterschiedlicher Silberschichtdicken
auf das thermodynamische Verhalten von YBCO-Bandleitern im Falle eines kritischen Über-
stroms untersucht. Eine eindimensionale Simulation ist ausreichend, da die Zeitkonstante der
normalen Wärmeleitungskomponente, aufgrund der geringen Banddicke, um eine Größenord-
nung geringer ist als die Zeitkonstante der Ausbreitung in Bandrichtung [88].
Letztlich bleibt die zeitabhängige Wärmeleitungsgleichung (8) zu lösen, wobei sämtliche
Materialdaten als temperaturabhängig angenommen werden und eine analytische Lösung des-
halb nicht mehr möglich ist. Die Messung der Wärmeleitfähigkeit und des elektrischen Wider-
standes der Probe TH7 liegen zugrunde. Die Wärmekapazität wird durch die Hastelloyschicht
dominiert und mit folgender Formel unter Berücksichtigung der Literaturdaten für Nickel und
anderer Nickelsuperlegierungen [3, 110], abgeschätzt:
cP (T ) =
(
1
0, 0005T 3
+
1
400 + 0, 13T
)−1
[J/kgK] (46)
Ausgangstemperatur ist 77 K, da das YBCO-Band in ﬂüssigen Stickstoﬀ eingetaucht sein
soll. Die Wärmeabfuhr an der Oberﬂäche durch Blasen- und Filmsieden ist gering [111] im
Vergleich zur Wärmeerzeugung, wenn sich ein Hot Spot formiert hat. Die Messdaten der
Wärmeleitfähigkeit des Kompositbandes TH7 können für T > 77 K etwa linear mit
λ (T ) = 6, 464 + 0, 018T [W/Km] (47)
approximiert werden, siehe Abb. 47. Der elektrische Widerstand des Kompositbandes wurde
ebenfalls für T > T (Ic) näherungsweise linear49 angenommen.
ρTH7 (T ) = 2, 17 · 10−7 + 6, 26 · 10−9T [Ωm] (48)
48Für NTSL ist diese im Bereich 1 K, für HTS in der Größenordnung 10 K.
49Tatsächlich ist eine Parallelschaltung dreier, linearer Widerstände genauer, siehe [88].
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Abbildung 63: Simulation der Ausbreitung einer normalleitenden Zone (Hot Spot) im YBCO-
TH7-Kompositband. Das Temperaturproﬁl um die schwache Stelle x = 0 (Ausdehnung der
resistiven Zone = 30 µm) ist in Schritten von 10 ms bis maximal 50 ms gezeigt. Ein konstanter
Strom (100 A) erzeugt ohmsche Wärme, die angrenzenden Bereiche werden für T > 79 K
ebenfalls resistiv. Bevor sich der Quench merklich ausbreitet (Größenordnung: cm/s), ist im
Zentrum des Hot Spots die Temperatur auf etliche 100 K angewachsen.
Entscheidend, ob ein Hot Spot entsteht, ist der Quotient aus Wärmeleitfähigkeit, elektri-
schem Widerstand und die Diﬀerenz aus Transportstrom und kritischem Strom, siehe Ab-
schnitt 1.1.3. Wobei für HTSL der Quellterm G(T) (s. Gl. (7)) nicht mehr linear angenommen
werden kann [104, 107]. Unter der Annahme, dass der Strom vollständig in die Silber- und
Hastelloyschicht kommutieren muss, ﬂießen konstant 100 A durch den resistiven Bereich.
6.2.1 Diskussion
Für das simulierte Band TH7 ist eine normalleitende HTSL-Schwachstelle von 30 µm Län-
ge50 ausreichend, um einen Quench zu erzeugen. Das YBCO-Band TH4 mit deutlich höherer
Silberdeckschicht, würde einen lokalen HTSL-Defekt dieser Größe ohne Ausbildung eines Hot
Spots verkraften, d.h. der Wärmeﬂuss weg von der schwachen Stelle ist größer als die erzeugte
Wärme. Im Band TH7 werden durch die größere ohmsche Erwärmung, die angrenzenden Be-
reiche stufenförmig für T > 79K ebenfalls resistiv. Wie das eindimensionale Temperaturproﬁl
in Abb. 63 zeigt, bildet sich lokal ein Hot Spot, der sich mit einer Geschwindigkeit von etwa
15cm/s in Bandrichtung ausbreitet. Der Temperaturgradient beträgt in der gezeigten Simula-
tion mehr als 20 K/mm. Nach 50 ms wird bereits eine Temperatur im Zentrum des Hot Spots
von 230 K erreicht. Die thermische Zerstörung des Kompositleiters folgt umgehend.
50Abschätzung durch Abb. 6 in [2].
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Die gezeigte Simulation bestätigt somit das experimentelle Ergebnis [87] für YBCO-Band-
leiter mit inhomogener Stromdichteverteilung und geringer Stabilisierung. Zur Überbrückung
von Hot Spots, die zwangsläuﬁg bei lokal reduzierten kritischen Stromdichten auftreten, ist
eine ausreichende Stabilisierung notwendig, um Ströme zu verkraften, die geringfügig oberhalb
des lokalen kritischen Wertes liegen. Im sogenannten Strombegrenzungsfall, d.h. im Falle eines
Kurzschlussstroms, der deutlich höher ist als der kritische Strom des Kompositbandes, spielen
lokale Variationen keine Rolle mehr [112]. Das Kompositband ist auf der gesamten Länge
resistiv, es baut dadurch einen großen Widerstand auf und begrenzt den Kurzschlussstrom.
In diesem Fall ist keine Wärmeleitung in Bandrichtung zu berücksichtigen, wie in [88] gezeigt
wurde.
Eine Berechnung der minimalen Propagationszone, wie in Abschnitt 1.1.3, ist für HTSL
nicht möglich, da die Widerstandskurve zusätzlich temperaturabhängig und der Tempera-
turbereich der Stromumverteilung größer wird. Obige Simulation liefert jedoch eine grobe
Abschätzung, welche Defektausdehnung noch akzeptabel in Relation zur Stabilisierung ist.
Werden die YBCO-Bandleiter zusätzlich durch Cu stabilisiert, siehe Abschnitt 5.3.1, sind
diese, genauso wie silberstabilisierte BSCCO-Leiter, stabil gegenüber jeglicher Störung [113].
Man spricht von adiabatischer Stabilität, wenn keine Störung groß genug ist, um eine nor-
malleitende Zone überhaupt zu erzeugen. In obigem Beispiel war die Probe TH4 kryostabil,
d.h. die ohmsche Wärme in der normalleitenden, initialen Zone kann durch Wärmeleitung und
Kühlung durch das Stickstoﬀbad kompensiert werden.
Sollte dennoch ein Quench auftreten, beispielsweise weil die kritische Stromdichte lokal
überschritten wird (Probe TH7), reicht die thermische Ausbreitung des Quenches in HTSL
für Temperaturen über 20 K nicht aus, um den Leiter gegen thermische Zerstörung zu schüt-
zen. Die Energie, erzeugt durch den anhaltenden resistiven Stromﬂuss, getrieben durch die
Induktivität in Magneten bzw. bis zum Abschalten der Anwendung, wird lokal in Wärme
umgesetzt. Beide gezeigten Simulationen bestätigen dieses Verhalten. Neuartige Schutzme-
chanismen werden für HTSL-Magnete gefordert [113].
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7 Zusammenfassung und Ausblick
Die Wärmeleitfähigkeit bietet nicht nur Einblick in das Verhalten der Ladungsträger beim
Übergang von Normalleitung in Supraleitung, sondern ist auch für die Stabilität technischer
Leiter von entscheidender Bedeutung. Wenn es gilt hohe Ströme stabil zu leiten, ist eine par-
allele Anordnung bestehend aus einem Supraleiter und einem reinen, normalleitenden Metall
zu wählen. Die Wärmeleitfähigkeit dieser supraleitenden Kompositleiter wurde in der vorlie-
genden Arbeit im Temperaturbereich von 4 K bis 300 K untersucht.
Um die prinzipiellen Unterschiede in der Wärmeleitung verschiedener Materialien besser
einordnen zu können, wurde zunächst die Theorie der Wärmeleitung betrachtet und exempla-
rische Messungen an reinen Supraleiter-Proben, Metallen und Legierungen gezeigt.
Zur Messung der Wärmeleitfähigkeit wurde ein Physical Property Measurement System
(PPMS) verwendet. Ausgestattet mit verschiedenen Messoptionen kann mit dieser Appara-
tur eine Vielzahl physikalischer Größen getestet werden. Die Option für thermische Trans-
porteigenschaften erlaubt die Messung der Wärmeleitfähigkeit nach der Axialen-Wärmeﬂuss-
Methode. Diese Messmethode, die Apparatur und die Randbedingungen wurden ausführlich im
experimentellen Teil der Arbeit diskutiert, sowie auftretende Fehlerquellen berücksichtigt. Im
Kapitel Probenpräparation wurden Details zur technischen Realisierung bereitgestellt. Nach
Möglichkeit wurde die Vierpunktkonﬁguration zur Messung verwendet, um Fehler durch die
Zuleitungen und Kontaktwiderstände zu vermeiden. Die Verwendbarkeit der Messapparatur
wurde anhand von Messungen an Referenzmaterialien demonstriert.
Neben der temperaturvariablen Wärmeleitfähigkeitsmessung konnte auch der elektrische
Widerstand der selben Probe bestimmt werden. Anhand dieser Widerstandsdaten wurde der
elektronische Beitrag zur Wärmeleitfähigkeit durch das Wiedemann-Franz-Gesetz ermittelt.
Gemeinsam mit der Messung der Wärmeleitfähigkeit eröﬀnet dies die Möglichkeit, die
Kopplung zwischen Phononen und Ladungsträgern zu studieren und daran grundlegende Pa-
rameter der Supraleiter zu testen. Eine Schwierigkeit dabei ist stets die geringe Größe supra-
leitender Einkristalle.
Eine exemplarische Messung an Niob verdeutlichte das typische Verhalten von Elementsu-
praleitern, nämlich die von Elektronen geprägte Wärmeleitfähigkeit. Um die Wärmeleitfähig-
keit im normalleitenden und im supraleitenden Zustand zu unterscheiden, wurden Messungen
im Magnetfeld bis maximal 9 T durchgeführt. Im supraleitenden Zustand ist die Wärmeleitfä-
higkeit stark vermindert, da die Elektronen zu Cooperpaaren kondensiert sind und nicht mehr
für den Wärmetransport zur Verfügung stehen.
DaMgB2-Kompositdrähte ausführlich untersucht wurden, war es naheliegend auchMgB2
in Reinform zu messen. Die Wärmeleitfähigkeit von MgB2 ist vergleichbar mit der von Le-
gierungen, da die Elektron-Defekt-Streuung das Verhalten nicht nur bei tiefen Temperaturen,
sondern über den gesamten Temperaturbereich bestimmt. Der Reinheitsgrad und vorallem die
Porosität gesinterter Proben sind deshalb ausschlaggebend für die Wärmeleitfähigkeit.
Die Wärmeleitfähigkeit von Y BCO und BSCCO ist sehr viel geringer als in reinen Metal-
len oder Legierungen, da die Ladungsträgerdichte sehr klein ist. Folglich dominieren Phononen
den Wärmeleitungsmechanismus. Unterhalb der kritischen Temperatur bewirken jedoch auch
die Ladungsträger einen deutlichen Anstieg der Wärmeleitfähigkeit, so daß ein Maximum
durchlaufen wird. Im supraleitenden Zustand ohne äußeres Magnetfeld ist die Wärmeleitfä-
higkeit größer als mit äußerem Feld. Das angelegte Magnetfeld war nicht hoch genug, um den
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supraleitenden Zustand zu zerstören, jedoch befand sich die Probe im gemischten Zustand
(Shubnikov-Phase). Die magnetischen Flussschläuche wirken somit als Streuzentren für die
Phononen und für die Ladungsträger und reduzieren dadurch die Wärmeleitfähigkeit.
Die Messung der Wärmeleitfähigkeit an reinen Supraleitern ist ein interessantes Feld für
Untersuchungen, beispielsweise an reinen MgB2-Proben, wo die Zweibandstruktur des Supra-
leiters oﬀensichtlich wird. Die vorliegende Arbeit konzentrierte sich mehr auf die Untersuchung
supraleitender Kompositstrukturen.
Für diese supraleitenden Kompositstrukturen stellte sich generell heraus, dass die Wärme-
leitfähigkeit bei Raumtemperatur durch Parallelschaltung der einzelnen Wärmewiderstände
gut modelliert werden kann. Die Verwendung von Literaturdaten der Einzelkomponenten lie-
fert akzeptable Abschätzungen für die Wärmeleitfähigkeit der Kompositstruktur. Für supra-
leitende Kompositsysteme ist allerdings der Temperaturbereich unterhalb 100 K interessant.
Die Messung der Wärmeleitfähigkeit in diesem Bereich bleibt unumgänglich, da die Rein-
heiten der metallischen Komponenten in der Regel unbekannt sind bzw. sich während des
Herstellungsprozesses signiﬁkant ändern können. Die Ausbildung einer Reaktionsschicht zwi-
schen Metallkomponente und Supraleiter oder zwischen unterschiedlichen Metallkomponenten
wird durch die teilweise hohen Temperaturen während des Herstellungsprozesses begünstigt.
So zeigen beispielsweise MgB2-Drähte eine Reaktionsschicht zwischen dem MgB2-Kern und
der Fe-Hülle. Diese Reaktionsschichten zeichnen sich durch hohe Defektkonzentrationen aus,
wodurch die Wärmeleitfähigkeit deutlich reduziert wird.
Die HTSL-Kompositsysteme zeigen das gleiche Verhalten: Die Wärmeleitfähigkeit der Sil-
berdeckschicht der YBCO-Bänder ist stark vom Reinheitsgrad abhängig. Beidseitiges Sput-
tern wie es bei den Superpower -Bändern angewendet wird, erzeugt eine reinere Ag-Schicht als
Aufdampfen. Mit zunehmender Ag-Schichthöhe steigt auch der Reinheitsgrad und somit die
Wärmeleitfähigkeit an der Stelle des Leitfähigkeitmaximums an, was wiederum ein Beweis für
eine unreine Reaktionsschicht ist.
Mit zusätzlichen Komponenten zur mechanischen, elektrischen und thermischen Stabilisie-
rung kann die Wärmeleitfähigkeit der YBCO-Bänder über Größenordnungen variabel einge-
stellt werden. Verwendet man für die metallische Komponente das Wiedemann-Franz-Gesetz,
so ermöglicht die Messung der Wärmeleitfähigkeit direkt eine Aussage über die Qualität der
elektrischen Stabilisierung. Eine Messung des elektrischen Widerstandes kann dies im Falle der
HTSL nicht mehr leisten, da die Supraleitung bereits für vergleichsweise hohe Temperaturen
einsetzt und somit den Temperaturbereich des elektrisches Restwiderstandes überdeckt. Dies
ist ein bedeutender Aspekt der Wärmeleitfähigkeitsmessung, der ihren vielseitigen Nutzen
unterstreicht.
Am BSCCO-AgAu-Kompositsystem wurde die Wärmeleitfähigkeit einzelner Bänder, gelö-
teter und gesinterter Bandleiterstapel sowie die Wärmeleitfähigkeit normal zur ﬂachen Band-
ebene untersucht.
Eine hohe Wärmeleitfähigkeit zwecks guter Stabilisierung steht hier in Konkurrenz zu
einer gewünschten niedrigen Wärmeleitfähigkeit aufgrund der Verwendung als Bauteil in ei-
ner Hochstromzuführung für supraleitende Anwendungen. Die goldlegierte Silbermatrix stellt
einen idealen Kompromis dar, da die Defektstreuung aufgrund der Goldatome die Wärmeleit-
fähigkeit deutlich reduziert. Die weitere Verarbeitung der Einzelbänder zu Bandleiterstapel
durch Löten, ändert die Wärmeleitung nur geringfügig. Hier zeigte sich, dass eine Modellie-
rung der Kompositleiter durch die Wärmeleitfähigkeiten der einzelnen Komponenten unzurei-
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chend ist. Durch den Lötvorgang treten Diﬀusionsprozesse auf, die eine starke Reduzierung
der Wärmeleitfähigkeit verglichen mit dem reinen Lot bewirken. Folglich kann auf eine gu-
te Lötverbindung der Einzelbänder geschlossen werden. Im Gegensatz hierzu verhalten sich
gesinterte Stapel wie ihre Einzelbänder.
Die Messungen der Wärmeleitfähigkeit normal zur Leiterebene unterstreichen die Aussage,
daß die gelöteten Stapel einen besseren Kontakt zwischen den einzelnen Bändern besitzen als
die gesinterten. Außerdem zeigten die Messungen der Wärmeleitfähigkeit normal zur Band-
ebene, dass das Modell der parallelen und seriellen Schaltung von Wärmewiderständen nicht
mehr ausreichend ist, wenn die Abmessungen der einzelnen Komponenten in der gleichen
Größenordnung sind wie die äußeren Abmessungen. Bei diesen Messungen kann nicht mehr von
axialem Wärmeﬂuss ausgegangen werden. Jedoch sind sie trotzdem wertvoll, da sie eine obere
Abschätzung der Normalkomponente liefern. Die Wärmeleitfähigkeit normal zur Bandebene
ist mindestens um einen Faktor 20 kleiner als die Leitfähigkeit in Bandrichtung.
Die Auswirkungen dieser Messergebnisse wurden abschließend in FEM-Simulationen dar-
gelegt. Das Beispiel mit anisotroper Wärmeleitfähigkeit im BSCCO-AgAu-Kompositsystem
zeigt, dass eine genauere Abschätzung der zu erwartenden, maximalen Temperaturen im Falle
eines Versagens des Supraleiters dadurch möglich ist.
Für YBCO-Bänder bei 77 K, die nur durch die Silberdeckschicht stabilisiert sind, konnte
das thermodynamische Verhalten für Hot Spots simuliert werden. Anhand dieser Modellierung
wurde die eingangs getätigte Aussage, dass Supraleiter nur in Form von Kompositen technisch
relevante Ströme tragen können, auch für diese HTS-Leiter klar bestätigt.
Zur Beschreibung des transienten Verhaltens der HTSL-Kompositsysteme sowie für deren
Auslegung, um einen stabilen Betrieb zu gewährleisten, ist die Kenntnis der Wärmeleitfähigkeit
unverzichtbar. Wie in dieser Arbeit gezeigt wurde, reichen dafür einfache Modellierungen mit
Literaturdaten nicht aus, weshalb eine Messung auch in Zukunft unumgänglich bleibt.
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